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の中で、Smith の方法 4) が船体横断面の最終強度計算法として最も一般的に用いられ、上述










































それらのうち、実船相似形状の試験体を用いた崩壊試験について、杉村ら 9) およびDow 10) は、





全体の崩壊を引き起こすことを示した。また、矢尾ら 12) は、チップ船の 1/10 縮小模型に対
する縦曲げ崩壊試験を実施し、Smith の方法 4) に基づく逐次崩壊解析法の妥当性を検証した。
一方、実船相似形状ではないボックスガーダー模型を用いた崩壊試験も多数実施されて
いる。Reckling 13) 、Ostapenko 14) および西原 15) は、いずれもボックスガーダーの曲げ試験
を行い、崩壊曲げモーメントの近似計算法の妥当性を検証した。Mansour ら 16) は、2 体の
桁模型に空気圧による分布横荷重を作用させ、シングルハルタンカー等の崩壊挙動を再現













げだけでなく、剪断や捩りを同時に受ける場合について拡張した Mansour ら 19) および
Ostapenko 14) など、船体梁の縦曲げ最終強度に対して種々の解析方法 20) が提案されている。
51.3 本論文の目的と構成
本研究の目的は、複合荷重を受ける船体梁の縦曲げ最終強度の実用的な解析法を開発し、



















果の概要を示し、開発手法および FEM による解析結果については第 6.3 節において示す。
第 3 章では、複合荷重を受ける船体梁に対し、効率的かつ高精度が期待できる縦曲げ最
終強度解析法（逐次崩壊解析法）の第 1 ステップに用いる曲げ捩りを受ける梁要素の定式












第 5 章では、まず、開発手法の第 2 ステップの横断面の逐次崩壊解析に適用した Smith






第 6 章では、開発した簡易解析手法を 3 つの解析対象に適用し、3 次元シェルモデルによ
る FEM 解析結果と比較することにより、開発手法によって変形、応力分布および最終強度
が実用上十分な精度で、かつ短時間で求められることを明らかにする。
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9第 2 章 縮尺模型試験体による逐次崩壊試験
2.1 緒言
本研究では、複合荷重を受ける船体梁に対し、効率的かつ高精度が期待できる縦曲げ最







第 2.2 節では、製作した縮尺模型試験体の概要および試験方法を示す。つぎに、第 2.3 節
では、縦曲げと捩りの比率を変えて実施した逐次崩壊試験の結果を示す。なお、開発手法





テナ船（5,250 TEU）を参照した。その主要目を Table 2.2.1 に示す。試験機の構造寸法およ
び載荷装置の容量の制約から、試験体の幅および深さを参照船の約 1/13 とし、部材配置や
詳細寸法についても、試験体製作上の都合により簡略化した。
Fig. 2.2.1 Post Panamax container ship referred for designing test models
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Table 2.2.1 Principal dimensions
Length, L 267.00 m
Breadth, B 39.80 m
Depth, D 23.60 m






比（例えば、パネル部では b / tp 、防撓材では h / t s ）ができるだけ実船と等価となるよう
にし、つぎに、載荷装置容量を勘案し、各部材の板厚を 2/3～3/4 程度に減厚した。ここに、
tp はパネル部の板厚を、b、h および tsは、それぞれ、防撓材の間隔、高さおよび板厚を示す。
また、防撓材は、すべて flat-bar 防撓材としたが、その断面積および断面二次モーメントが
1/13 に縮小された angle-bar および tee-bar と等価になるよう寸法を決定した。すべての試験
体は水密隔壁によって分離された 3 つのホールドからなり、船首（Bay-1）および船尾（Bay-6）
の 1/2 ホールド長にはクロスデッキを模した構造を設けた（Fig. 2.2.2 参照）。したがって、
一様な捩りモーメントを負荷した場合、閉断面である Bay-1 および Bay-6 に隣接する Bay-2
および Bay-5 のハッチコーナー部において、反り応力が最も大きくなると考えられる。なお、
試験体では、実船断面にある甲板のキャンバ、および、ビルジサークルを無視した。
Fig. 2.2.2 Deck plan of test models
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(a) Section A (b) Section B
(c) Section C (d) Section D
Fig. 2.2.3 Transverse cross section of test models
試験体の形状および寸法を Fig. 2.2.2、Fig. 2.2.3 および Table 2.2.2 に示す。Fig. 2.2.2 中の











Table 2.2.2 Dimensions of test models (in mm)

















stiff. 1 50×5.97 50×5.89
stiff. 2 50×2.92 50×2.89
stiff. 3 50×2.92 50×2.89
Table 2.2.3 Material properties
Model 1 Models 2 and 3
E (GPa) 0.2 (MPa) u (MPa) E (GPa) 0.2 (MPa) u (MPa)
t1 195 231 351 192 190 300
t2 175 203 338 198 209 298
t3 183 175 302 198 255 349
t4 194 240 332 209 244 351
stiff. 1 202 761 780 200 648 678
stiff. 2 and 3 207 727 730 203 724 725











の１ベイ間に突き合わせ継手のない Bay-4 の船側外板、および、船底外板（Fig. 2.2.2 参照）
で、防撓材間パネル部の長辺方向中心線上の 11 点における凹凸を変位計により計測した。
一例として、Model-3 の計測結果を Fig. 2.2.4 および Fig. 2.2.5 に示す。両図から分かるよ
うに、計測された初期たわみ形状は、1 半波成分が支配的であった。また、各試験体とも、
板厚 t3（公称 3.2 mm）および t4（公称 2.3 mm）のパネルにおいて初期たわみ量が大きく、
とくに、板厚 t4 のパネルの最大初期たわみ量は、最大で板厚の 1.5 倍程度であったが、パ






ル中央付近の長辺方向圧縮残留応力の平均値rcを Table 2.2.4 に示す。初期たわみと同様、
パネル内に生じていた圧縮残留応力は、実船と比較するとかなり大きめであった。なお、
パネルと防撓材の隅肉溶接部近傍の引張残留応力は、いずれも 0.2% 耐力に達していた。
Table 2.2.4 Maximum value of predicted welding residual stress
model rc / 0.2
t1 t2 t3 t4
Model 1 0.22 0.18 0.28 0.27
Models 2 and 3 0.57 0.30 0.24 0.25
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(a) t1 (5.87 mm) (b) t2 (4.48 mm)
(c) t3 (3.14 mm) (d) t4 (2.13 mm)
Fig. 2.2.4 Examples of local initial deflection in side shell plates (Model-3)









間の距離 B は 4.5 m、また、油圧ジャッキと剛体壁間の距離 L は 6.0 m である。
逐次崩壊試験においては、油圧ジャッキの荷重～ストローク関係が線形関係にある範囲
内では、固定端における縦曲げモーメント M（= (P1 + P2)･L）と捩りモーメント T（= (P1 —
























た後、逐次崩壊試験を実施した。各試験体に対する初期荷重条件を Table 2.3.1 に示す。試験
体 Model-1 に対しては、曲げモーメントと捩りモーメントの比 M / T が 0.5 になるように設
定した。Model-2 に対しては、固定端における曲げモーメントが零になるように荷重 P1 お
よび P2 が制御された。一方、Model-3 に対しては、ホギングの曲げモーメントのみが負荷
されるよう、荷重 P1 および P2 の両方を同じ大きさで下向きに作用させた。




between T and M
Model-1 P2 = - 0.68 P1 M / T = 0.5 (Hogging)
Model-2 P2 = - P1 M = 0 (torsion)
Model-3 P2 = P1 T = 0 (Hogging)





試験体の自由端における油圧ジャッキ荷重 P1 および P2 を、ともに下向きに同じ大きさで
負荷した場合（Fig. 2.3.1 参照）、試験体には捩りモーメントが作用せず、縦曲げモーメント
および剪断力がはたらくことになる。試験体 Model-3 を用いた逐次崩壊試験において得られ
た油圧ジャッキの荷重～ストローク関係を Fig. 2.3.2 に示すが、縦曲げ最終強度は約 6.39×
103 kNm であった。この値は、溶接初期不整を考慮しない場合について、後述する動的陽解





Fig. 2.3.2 Load-stroke relationships of Model-3 (T = 0)
(a) Side shell plates (b) Outer bottom plates
Fig. 2.3.3 Buckling deformation after collapse in Model-3
(2) 捩りモーメントが支配的な場合
捩りモーメントが支配的な場合（Model-1 および Model-2）における油圧ジャッキの荷重
～ストローク関係を Fig. 2.3.4 に示す。また、捩りモーメントと縦曲げモーメントの相関関
係を Model-3 の結果と併せて Fig. 2.3.5 に示す。




よる圧縮反り応力が最大となる P1 側の固定端近傍において（Model-1 においては、さらに
ホギングの縦曲げモーメントによる圧縮曲げ応力が重畳する）、ビルジコーナー付近の外板
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(a) Model-1 (M / T = 0.5)
(b) Model-2 (M = 0)
Fig. 2.3.4 Load-stroke relationships of Model-1 and Model-2








外板および P1 側の船側外板下部に広く拡大し（Fig. 2.3.6(d)および(e)参照）、曲げ剛性が最
小となる断面で全体座屈崩壊が生じた。
(a) Shear buckling of side shell (b) Buckling of bilge corner
(c) Break of hatch corner (d) Collapse of Hold-2 bottom
(e) Collapse of Hold-2 side shell (f) Break of side shell


































② 次に、捩りモーメントによる圧縮反り応力が最大となる P1 側の固定端近傍において
（Model-1 においては、さらにホギングの縦曲げモーメントによる圧縮曲げ応力が重
畳する）、ビルジコーナー付近の外板に座屈および降伏が生じる（Fig. 2.3.6(b)参照）。















1) Smith, C. S.: Influence of local compressive failure on ultimate longitudinal strength of a ship's
hull, Proceedings of PRADS, Tokyo, pp.73-79, 1977.
2) Sun, H-H. and Guedes Soares, C.: An experimental study of ultimate torsional strength of a
ship-type hull girder with a large deck opening, Marine Structures, 16:1, pp.51-67, 2003.
22
23









う方法を構築する（第 2 ステップ；第 5 章参照）。提案手法の最大の特長は、これら両ステ
ップにおいて横断面の要素分割を共用できる点であり、解析モデルの作成工数についても





第 2 章において縮尺模型試験体を設計・製作するために参照した 5,250TEU コンテナ船では、
設計荷重に対して、中央横断面甲板側の曲げ応力 b の降伏応力 Y に対する比は  b / Y =
0.59 であり、捩りモーメントによる反り応力 w の対降伏応力比は w / Y = 0.043 である。一
方、相対的に大きな捩りモーメントが生じる機関室前断面では、 b / Y = 0.38（船底側では






谷の方法 2) に準じて求める。その後、第 1 ステップの捩り解析の結果を考慮しつつ、Smith













Fig. 3.2.1 に示すように、一様断面梁の端部断面上に x – y 座標軸、梁の材軸方向に z 軸を
とり、これらが直交右手座標系になるようにする。ただし、座標原点 O を断面図心にとる
こととし、断面の剪断中心 S の座標を(xs , ys)とする。また、梁内部の任意点(x , y , z)の x 軸、
y 軸および z 軸方向の変位をそれぞれ U (x , y , z)、V (x , y , z)、および、W (x , y , z)で表す。






ߝ௫ = ߲ܷ߲ݔ = 0
ߝ௬ = ߲ܸ߲ݕ = 0
ߛ௫௬ = ߲ܷ߲ݕ+ ߲ܸ߲ݔ = 0
ここに、x およびy は、それぞれ、x 方向および y 方向の軸ひずみ、xyは xy 面内の剪断ひ
ずみである。式(3.2.1) および式(3.2.2) より、U(x , y , z) および V(x , y , z) は簡単に、
ܷ = ܷ(ݕ,ݖ) (3.2.4)





















が成り立ち、式(3.2.6) および式(3.2.7) をそれぞれ、y および x で積分することにより、次式
が得られる（両式の右辺第 1 項は、ある断面上のすべての点に、x あるいは y 方向の同じ量
の曲げ変形 u あるいは v が生じることを表している）。
ܷ(ݔ,ݕ,ݖ) = ݑ(ݖ) − ݕߠ(ݖ) (3.2.8)
ܸ(ݔ,ݕ,ݖ) = ݒ(ݖ) + ݔߠ(ݖ) (3.2.9)
式(3.2.8) および 式(3.2.9) は x および y 軸方向の変位関数となる。
つぎに、曲げによる剪断変形を無視することにより、次式が成り立つ。
ߛ௫௭ = ߲ܹ ߲ݔ + ߲ܷ߲ݖ= 0
ߛ௬௭ = ߲ܹ ߲ݕ + ߲ܸ߲ݖ= 0
ここに、xz およびyz は、それぞれ、xz および yz 面内の剪断ひずみである。式(3.2.8) およ
び式(3.2.9) における U および V について曲げ変形のみを考えると、U = u(z) および V = v(z)
であるから、式(3.2.10) および式(3.2.11) をそれぞれ x または y で積分することにより次式が
得られる（右辺第 2 項および第 3 項は、変形前に材軸に直交していた断面は、曲げ変形後
も変形した材軸に直交していることを表している（ベルヌーイ・オイラーの仮定））。
ܹ (ݔ,ݕ,ݖ) = ݓ(ݖ) − ݔݑ′(ݖ) − ݕݒ′(ݖ) (3.2.12)
軸力による梁の軸方向の伸び縮みの状態は、断面上で一様であると考えられるため、式




的に、軸方向変位 W (x, y, z) は、図心の軸方向変位 w(z) とたわみ角 u’ (z) および v’ (z) によ







ܹ (ݔ,ݕ,ݖ) = ݓ(ݖ) − ݔݑ′(ݖ) − ݕݒ′(ݖ) + ߱(ݔ,ݕ)ߠ′(ݖ) (3.2.13)
ここに、(x, y) は、薄肉開断面の Saint-Venant 捩りに対する断面の反りを表す反り関数で
ある（第 3.6 節参照）。
以上より、式(3.2.8)、式(3.2.9)、式(3.2.13) が変位関数式となり、再掲すると、
ܷ(ݔ,ݕ,ݖ) = ݑ(ݖ) − ݕߠ(ݖ) (3.2.14)
ܸ(ݔ,ݕ,ݖ) = ݒ(ݖ) + ݔߠ(ݖ) (3.2.15)
ܹ (ݔ,ݕ,ݖ) = ݓ(ݖ) − ݔݑ′(ݖ) − ݕݒ′(ݖ) + ߱(ݔ,ݕ)ߠ′(ݖ) (3.2.16)
となる。
ここで、梁は剪断中心回りに捩られるので、剪断中心 (xs, ys) を用いて変位関数式(3.2.14)
～式(3.2.16) を次のように表す。
ܷ(ݔ,ݕ,ݖ) = ݑ௦(ݖ) − (ݕ− ݕ௦)ߠ(ݖ) (3.2.17)
ܸ(ݔ,ݕ,ݖ) = ݒ௦(ݖ) + (ݔ− ݔ௦)ߠ(ݖ) (3.2.18)
ܹ (ݔ,ݕ,ݖ) = ݓ(ݖ) − ݔݑ௦′(ݖ) − ݕݒ௦′(ݖ) + ߱௡௦(ݔ,ݕ)ߠ′(ݖ) (3.2.19)
ここに、u s および v s は剪断中心の x、y 方向変位、は剪断中心回りの回転角、w は図心の
z 方向変位、nsは剪断中心回りの反り関数である。
式(3.1.17) ～式(3.1.19) において、曲げによる変位の項は、U、V、W においてそれぞれ、
us(z)、v s(z)、および、w(z) – x us’ (z) – y vs’ (z) となる。一方、捩りによる変位の項は、(y – ys)(z)、
(x – xs)(z)、ns (x, y)'(z) となる。
3.3 変位～ひずみ関係
式(3.2.17) ～式(3.2.19) の変位関数から次式のひずみが得られる。
ߝ௭ = ߲ܹ ߲ݖ = ݓ ′(ݖ) − ݔݑ௦′′(ݖ) − ݕݒ௦′′(ݖ) + ߱௡௦(ݔ,ݕ)ߠ′′(ݖ)
ߛ௫௭ = ߲ܹ ߲ݔ + ߲ܷ߲ݖ= ቊ߲߱௡௦(ݔ,ݕ)߲ݔ − (ݕ− ݕ௦)ቋߠ′(ݖ)
ߛ௬௭ = ߲ܹ ߲ݕ + ߲ܸ߲ݖ= ቊ߲߱௡௦(ݔ,ݕ)߲ݕ + (ݔ− ݔ௦)ቋߠ′(ݖ)
ここで、薄肉断面梁の場合 2)、Fig. 3.3.1 に示すように、板厚中心線方向に s 座標、その法線
方向に n 座標をとった s – n 座標系が用いられる。板厚が薄い場合には、板厚中心線に垂直





Fig. 3.3.1 s – n coordinate system in the section of thin walled beam
いので無視することができ、剪断ひずみは sz のみを考える。
ߛ௦௭ = ݀ݖ݀ݏ= ߛ௫୸݀ݔ+ ߛ௬௭݀ݕ݀ݏ = ߛ௫௭ ߲ݔ߲ݏ+ ߛ௬௭ ߲ݕ߲ݏ= ൜߲߱௡௦
߲ݔ





















ߛ௦௭ = ൜߲߱௡௦߲ݏ − (ݕ− ݕ௦) ߲ݔ߲ݏ+ (ݔ− ݔ௦) ߲ݕ߲ݏൠߠ′(ݖ)
また、断面形状は不変であるため、前述の通り、次式が成り立つ。
ߝ௫ = ߲ܷ߲ݔ = 0
ߝ௬ = ߲ܸ߲ݕ = 0





















{ߪ} = [ܦ]{ߝ} (3.4.2)
ここに、





ቅ, {ߝ} = ቄߝ௭ߛ௦௭ቅ
弾性範囲では、d11 = E（ヤング率）、d22 = G（剪断弾性係数）となるが、座屈や降伏が生
じると、d11 、d22 は非線形に変化する。また、軸応力と剪断応力の連成を考慮しなければ、
d12 = d21 = 0 となる。本研究では、軸応力と剪断応力の連成は考慮せず、捩りによる梁の座
屈および降伏も考慮しないこととし、d22 = G として解析する。座屈や降伏を考慮した軸剛
性 d11 の導出については第 4 章で示す。
3.5 梁要素を用いた 1 次元有限要素法解析
本節では第 3.2 節～第 3.4 節で示した理論に基づき、梁要素を用いた 1 次元有限要素法の
定式化について示す。
3.5.1 節点力および節点変位





ൢ , {ݒ௦} = ൞ݒ௦௜ݒ′௦௜ݒ௦௝
ݒ′௦௝





















































⎫ , {ܨ௪ } = ൜ܨ௭௜ܨ௭௝ൠ
ここに、
{Fu}：x 方向の剪断力 Fxと剪断中心回りの曲げモーメント My
{Fv}：y 方向の剪断力 Fyと剪断中心回りの曲げモーメント Mx
{F}：剪断中心回りの捩りモーメント T とバイモーメント B
{Fw}：z 方向の軸力
ここで、剪断中心の横たわみ us、vs、および、捩り角 s の変位関数を z の 3 次式とし、図
心の軸方向変位 w の変位関数を z の 1 次式とし、
ݑ௦(ݖ) = ଵܽ + ଶܽݖ+ ଷܽݖଶ + ସܽݖଷ (3.5.3)
ݒ௦(ݖ) = ଵܾ + ଶܾݖ+ ଷܾݖଶ + ସܾݖଷ (3.5.4)
ߠ௦(ݖ) = ଵܿ + ଶܿݖ+ ଷܿݖଶ + ସܿݖଷ (3.5.5)
ݓ(ݖ) = ଵ݀ + ଶ݀ݖ (3.5.6)
(3.5.2)
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で表すと、式(3.5.3) の未知定数 a1 ～ a4 は、一端 z = 0 において us = usi かつ us’ = usi’ 、他端












































式(3.5.7) より us (z) は、次式で表される。
ݑ௦(ݖ) = [ܣ௖(ݖ)]{ݑ௦} (3.5.8)
































同様に、未知定数 b1 ～ b4、c1 ～ c4 は、それぞれ、節点変位{vs} 、{ s } により表される。
また、d1 および d2についても同様に節点変位 {w} により次式で表される。
൜ ଵ݀
ଶ݀

















ݑ௦(ݖ) = [ܣ௖(ݖ)]{ݑ௦} (3.5.13)
ݒ௦(ݖ) = [ܣ௖(ݖ)]{ݒ௦} (3.5.14)
ߠ௦(ݖ) = [ܣ௖(ݖ)]{ߠ௦} (3.5.15)
ݓ(ݖ) = [ܣ௅(ݖ)]{ݓ} (3.5.16)
3.5.2 応力～ひずみ関係
梁要素内の軸ひずみ  z および剪断ひずみ  sz を両端節点における変位を用いて表すこと







ߝ௭ = [ܤଵ]{ݓ} − ݔ[ܤଶ]{ݑ௦} − ݕ[ܤଶ]{ݒ௦} + ߱௡௦(ݔ,ݕ)[ܤଶ]{ߠ௦} (3.5.17)
ߛ௦௭ = ݃(ݏ)[ܤଷ]{ߠ௦} (3.5.18)[ܤଵ] = ݀݀ݖ[ܣ௅(ݖ)][ܤଶ] = ݀ଶ݀ଶݖ[ܣ௖(ݖ)][ܤଷ] = ݀݀ݖ[ܣ௖(ݖ)]
݃(ݏ) = ߲߱௡௦(ݔ,ݕ)
߲ݏ
− (ݕ− ݕ௦) ߲ݔ߲ݏ+ (ݔ− ݔ௦) ߲ݕ߲ݏ
式(3.5.17) および式(3.5.18) は、増分型では次のように表される（増分量をで表す）。
߂ߝ௭ = [ܤଵ]{߂ݓ} − ݔ[ܤଶ]{߂ݑ௦} − ݕ[ܤଶ]{߂ݒ௦} + ߱௡௦(ݔ,ݕ)[ܤଶ]{߂ߠ௦} (3.5.23)









{߂ߝ} = [ܤ]{߂݀} (3.5.26)
ここに、




























{߂ߪ} = [ܦ]{߂ߝ} (3.5.30){߂ߪ} = [ܦ][ܤ]{߂݀} (3.5.31)
3.5.3 仮想仕事の原理による剛性方程式の導出
節点力 {F + F } の作用下で、応力 { +  } を生じている要素が釣り合い状態にあると
き、任意の仮想節点変位 {d } に対して、次の仮想仕事の関係が成り立つ。



















ቇ= {ߜ߂݀}்({ܴ} + [ܭ]{߂݀}) (3.5.33)
ここに、
{ܴ} = න [ܤ]்
௏
{ߪ}ܸ݀
[ܭ] = න [ܤ]்[ܦ][ܤ]ܸ݀
௏
であり、{R} は内力{}と釣り合う等価節点力、[K] は剛性マトリックスである。






{߂ܨ} + {ܨ− ܴ} = [ܭ]{߂݀} (3.5.36)
式(3.5.36) の左辺第 2 項において、すべての増分に対して節点変位増分と応力増分が釣り合
い条件を満足していれば、{F} = {R}となり、剛性方程式は次のようになる。











以下、剛性マトリックス [K] を具体的に計算する。式(3.4.3) および(3.5.27) を代入するこ
とにより、次式のようになる。






































−݀ݔ ଵଵ[ܤଶ]்[ܤଵ] −݀ݔ ଵଵ[ܤଵ]்[ܤଶ]ݔଶ ଵ݀ଵ[ܤଶ]்[ܤଶ]
−݀ݕ ଵଵ[ܤଶ]்[ܤଵ]
߱௡௦݀ ଵଵ[ܤଶ]்[ܤଵ] + ݃ ଶ݀ଵ[ܤଷ]்[ܤଵ] ݔ݀ݕ ଵଵ[ܤଶ]்[ܤଶ]−߱ݔ ௡௦݀ ଵଵ[ܤଶ]்[ܤଶ] − ݃ݔ ଶ݀ଵ[ܤଷ]்[ܤଶ]௏
−݀ݕ ଵଵ[ܤଵ]்[ܤଶ]
ݔ݀ݕ ଵଵ[ܤଶ]்[ܤଶ] ߱௡௦݀ ଵଵ[ܤଵ]்[ܤଶ] + ݃ ଵ݀ଶ[ܤଵ]்[ܤଷ]−߱ݔ ௡௦݀ ଵଵ[ܤଶ]்[ܤଶ] − ݃ݔ ଵ݀ଶ[ܤଶ]்[ܤଷ]
ݕଶ ଵ݀ଵ[ܤଶ]்[ܤଶ]






式(3.5.39) において、降伏の判定、d11, d12, d21, d22の計算、x, y に関する断面積分は、すべ
て分割した要素長さ中央（z = L/2）で行う。また、z に関する積分は、[B1], [B2], [B3] につい
(3.5.38)
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て要素全体で行う。弾性範囲では d11 = E，d22 = G となり、対角成分のみが値を持つ。また、
座屈、降伏が生じると、d11および d22 は変化し、対角成分以外も値を持つが、その導出に
ついては、第４章に示す。一方、本解析手法では、既述したように軸応力と剪断応力の連
成を考慮しないため、d12 = d21 = 0 として解析を行う。
3.6 薄肉断面梁の反り関数




ߠ′(ݖ) = ߙ （：定数） (3.6.1)
このとき、式(3.3.5) で表される剪断ひずみは次のようになる。
ߛ௦௭ = ൬߲߱ ௡௦߲ݏ − ݕ ߲ݔ߲ݏ+ ݔ ߲ݕ߲ݏ൰ߙ
また、弾性範囲では剪断応力は次のようになる。
௦߬௭ = ܩ൬߲߱ ௡௦߲ݏ − ݕ ߲ݔ߲ݏ+ ݔ ߲ݕ߲ݏ൰ߙ
ただし、G は剪断弾性係数である。板厚 t の薄肉断面梁の場合、Saint-Venant 捩りによって
梁に生じるひずみエネルギ V は次式で表される。
ܸ = 12න ௦߬௭ߛ௦௭݀ݐ ݏ







また、梁の両端面に作用する捩りモーメントを M z 、梁の長さを L とすれば、両端面の相対
回転角はL で与えられ、外力のなす仮想仕事は次式で表される。
ܹߜ = ܯ௭ܮߜߙ (3.6.5)
式(3.6.4) および式(3.6.5) を仮想仕事方程式 V – W = 0 に代入すると次式が得られる。
12න ܩߙଶ൬߲߱ ௡௦߲ݏ − ݕ ߲ݔ߲ݏ+ ݔ ߲ݕ߲ݏ൰݀ݐ ݏ−ܯ௭ܮߜߙ = 0












݀ݐ ݏ−ܮ(ܩߙܭ − ܯ௭)ߜߙ = 0
ここに、Saint-Venant 定数 K は、次式で表される。











ܯ௭ = ܩߙܭ (3.6.9)
式(3.6.9) が Saint-Venant の捩り問題の釣り合い方程式となる。
















































Fig. 3.7.1 に示すように、任意の薄肉断面を板厚 t 、長さ l s の直線要素の集合体にモデル
化する。つぎに、Fig. 3.7.2 に示すように、1 つの直線要素の一端を節点 i 、他端を節点 j と
し、節点 i から節点 j に向けて要素局所座標 s を設定する。節点 i および節点 j の x, y 座標
をそれぞれ、(x i , y i) および (x j , y j) とすると、この直線要素上の任意の点 s の x, y 座標は次
式で表される。










上式は、x(s) および y(s) が s の１次式であることを示している。したがって、式(3.6.11) に






直線要素上の任意の点 s における (s) は、要素両端の反り関数 i および j を用いて、次
式で表される。





Fig. 3.7.2 Straight-line element
































































































1) Smith, C. S.: Influence of local compressive failure on ultimate longitudinal strength of a ship's
































ここで、Senjanovic ら 1) の方法にならい、船体を一様板厚の U 字型薄肉断面梁に簡略化
し、Saint-Venant 捩りの状態における横断面の反り変形を Fig. 4.2.1 のように仮定する。ただ
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Fig. 4.2.1 Warping deformation w (1) of “U” shaped cross-section beam and screwing of bulkhead 1)
し、座標原点 O を船底外板の船体中心線上にとり、横断面内に x — y 軸、長さ方向に z 軸を
取る。なお、座標系は右手系とする。
Fig. 4.2.1 中の H は船体の深さ、B は船体の幅、b はその半幅、は剪断中心（図中 SC）
まわりの捩り角である。この場合、横隔壁は反り中心（図中 WC）を通る水平軸まわりに捩
られるとともに、鉛直軸（y 軸）まわりにも捩られると考えることができる。横隔壁がない、
すなわち、捩れ率 d/ dz =  = 一定の場合の Saint- Venant 捩りによる反り変形 w0は、水平
方向および鉛直方向とも線形となり次式で表される。
ݓ଴ = ߱ߙ (4.2.1)
ここに、は U 字型薄肉断面の反り関数、d は反り中心 WC の鉛直座標（剪断中心の船底
からの距離に等しい）であり、それぞれ、次式で表される。
߱ = −ݔ(ݕ− ݀), −ܾ≤ ݔ≤ ,ܾ 0 ≤ ݕ≤ ܪ (4.2.2)
݀ = ܪ/(2 + 2ܾ3ܪ)
したがって、Fig. 4.2.1 中の反り変形 w01 および w02 は、それぞれ、
(4.2.3)
43
ݓ଴ଵ = ∓ܾ݀ ߙ
ݓ଴ଶ = ± (ܾܪ − ݀)ߙ
となる。一方、横隔壁が存在し、捩れ率’ が一様でない場合、横隔壁位置における断面の
反り変形 w は、捩れ率’ を用いて次式で表される。
ݓ = ߱ ݀߰
݀ݖ
= ߱߰′
式(4.2.2)および式(4.2.5)より、横断面内の任意の点(x, y) における反り変形 w(1) (x, y) は、




と仮定すると、横隔壁は Fig. 4.2.2 に示すように水平に曲げられることとなる。横隔壁の幅








このとき、船体横断面内の高さ y にある任意の点の幅方向変位 u は、次式で与えられる。
ݑ= −(݀+ ݕ) tan߰ ≒ −(݀+ ݕ)߰ (4.2.8)
式(4.2.7)における右辺第 1 項の角度y は、式(4.2.8)の船長方向（z 方向）の一階微分により、
次式で表される。







Fig. 4.2.2 Bending deformation w (h) by horizontal bending of transverse bulkhead 1)
௬߯ = ݓ (ଵ)( ,ܾݕ)ܾ = −(ݕ− ݀)߰ᇱ
最終的に、式(4.2.9)、および、式(4.2.10)を式(4.2.7)に代入して、




ができ、水平曲げに起因する横隔壁の変形 w (h) として次式が得られる。










ݒ= ݔtan߰ ≒ ߰ݔ (4.2.13)
また、Fig. 4.2.3 に示すように、船底の船長方向母線の傾きは次式で表される。
ߠ௫ = ߲ݒ߲ݖ= ߰ݔ ᇱ
Fig. 4.2.3 Bending deformation w (v) by vertical bending of transverse bulkhead 1)
式(4.2.6)から得られる結合部における横隔壁の反りに起因する回転角x は、次式となる。
௫߯ = − ߲ݓ (ଵ)(ݔ,ݕ)߲ݕ = − ߲߲ݕ{−ݔ(ݕ− ݀)߰ᇱ} = ߰ݔ ᇱ






߮௫ = ߲ݓ (௛)(ݔ,ݕ)߲ݕ = −ݔ൤1 − ቀݔܾቁଶ൨߰ ᇱ
は、除去される必要がある。したがって、垂直曲げに起因する横隔壁のたわみは、次式で
表される。









最終的に、曲げたわみ関数は、式(4.2.12)の w (h)と式(4.2.17)の w (v) との和によって得られ、
次式となる。











面の反りによる変形 w (1)、および、式(4.2.18)で表される隔壁の曲げ変形 w (2) を足し合わせ
ることによって得られる。したがって、横隔壁の面外変形 w(x, y) は、次式で表される。



























݉ ௫ = −ܦ௫ቆ߲ଶݓ߲ݔଶ + ߥ߲ଶݓ߲ݕଶቇ= ܦ௫൫ߢ௫ + ߥߢ௬൯
݉ ௬ = −ܦ௬ቆ߲ଶݓ߲ݕଶ + ߥ߲ଶݓ߲ݔଶቇ= ܦ௬൫ߢ௬ + ߥߢ௫൯
݉ ௫௬ = −2ܦ௧ቆ߲ଶݓ߲߲ݔ ݕቇ= 2ܦ௧ߢ௫௬
ここに、
ߢ௫ = −߲ଶݓ߲ݔଶ , ߢ௬ = −߲ଶݓ߲ݕଶ , ߢ௫௬ = − ߲ଶݓ߲߲ݔ ݕ





ܷ௕௚ = 12න න ൣܦ௫ߢ௫ଶ + ܦ௬ߢ௬ଶ + ߥ൫ܦ௫ + ܦ௬൯ߢ௫ߢ௬ + 2ܦ௧ߢ௫௬ଶ൧௕ି௕ு଴ ݀݀ݔ ݕ
式(4.2.19)の横隔壁全体のたわみ関数 w = w (1) + w (2) を式(4.3.2)に代入することにより、次式
を得る。






ߢ௬ = 2ݔܪ ൤1 − ቀݔܾቁଶ൨൬2 − 3ݕܪ ൰߰ᇱ
ߢ௫௬ = ൜1 + ൤1 − 3ቀݔܾቁଶ൨ݕܪ ൬4 − 3ݕܪ ൰ൠ߰ ᇱ




ܷ௕௚ = ቈ116ܪଷ35ܾ ܦ௫ + 32ܾଷ105ܪ ܦ௬ + 8 ܾܪ75 ߥ൫ܦ௫ + ܦ௬൯+ 286 ܾܪ75 ܦ௧቉߰ ᇱଶ
ここで、板の曲げ剛性は、D = E / (1 —  2)•(t 3 / 12) であるので、t 3 / 12 を単位幅当たりの
板断面の慣性モーメントと考えると、異方性板に対する曲げ剛性および捩り剛性は次式で
表すことができる。
ܦ௫ = ܧ ௫݅1 − ߥଶ , ܦ௬ = ܧ ௬݅1 − ߥଶ , ܦ௧ = ܩ ௧݅






, ௬݅ = ܫ௬
௬ܿ
, ௧݅ = ඨܫ௧௫ܫ௧௬
௫ܿ ௬ܿ




ܷ௕௚ = 11 − ߥଶቈ116ܪଷ35ܾ ௫݅ + 32ܾଷ105ܪ ௬݅ + 8 ܾܪ75 ߥ൫݅௫ + ௬݅൯+ 143 ܾܪ75 (1 − ߥ) ௧݅቉ܧ߰ᇱଶ












ツールの水平曲げたわみは、式(4.2.18)より w (2) (x, h) によって与えられる。
一方、スツールの水平曲げによるひずみエネルギは、式(4.3.4)の曲率xを考慮することに
より次式となる。







ܷ௦௦ = 12 (ܧܫ௦௕)ଶܩܣ௦ න ቈ ߲ߢ௫(ݔ, ℎ)߲ݔ ቉ଶ௕ି௕ ݀ݔ= 72(1 + ߥ)ℎଶଷܾ൬ℎܪ൰ଶ൤2 − ൬ℎܪ൰൨ଶܫ௦௕ଶܣ௦ ܧ߰ᇱଶ








ܷ௦௧= 12ܩܫ௦௧න ൣߢ௫௬(ݔ, ℎ)൧ଶ௕ି௕ ݀ݔ= ܾܫ௦௧2(1 + ߥ)൤1 + 45 ℎܪ ൬4 − 3ℎܪ ൰൨ܧ߰ᇱଶ
≒
9 ܾܫ௦௧10(1 + ߥ)ܧ߰ᇱଶ
上式中、Isb 、As および Ist は、それぞれ、スツールの断面慣性モーメント、剪断面積お
よび捩り定数である。
隔壁の全ひずみエネルギ Ub は、式(4.3.10)～(4.3.13) の格子桁、および、スツールのエネ
ルギを合算して次式となる。









長さ l の梁要素に捩りモーメント Mt が作用するとき、Saint-Venant 捩りによって生じるひ
ずみエネルギ U は、式(3.6.9) より次式で表される。
ܷ = 12න ܯ ௧߰ ᇱ݀ݖ= 12ܩܭ݈߰ ᇱଶ௟଴
ここに、K は Saint-Venant 定数である。
横隔壁の影響を考慮するときのひずみエネルギを U* とすると、U* は、式(4.3.14)および
式(4.4.1)より次式で表される。
ܷ∗ = ܷ + ܷ௕ (4.4.2)
よって、横隔壁の影響を考慮した梁要素の捩り剛性 GK* は、次式で表される。






第 4.2.1 節において、Saint-Venant 捩りによる横隔壁の変形を導く際、船側構造は剛として
直線を保ったまま傾斜し、横隔壁も船側構造に対し直角を保ったまま変形すると仮定した
（Fig. 4.5.1(a) 参照）。このとき、横隔壁の水平曲げに起因する、横隔壁と船側構造の結合部
における横隔壁の弦に対する傾斜角 yは、式(4.2.11) に示したように 2 y' に等しい。
しかしながら、実構造においては、Fig. 4.5.1(b) に赤色実線で示すように、船側構造には
断面の反りに伴う傾斜 y に加え、局部的な曲げ変形も生じると考えられる。この曲げ変形











Fig. 4.5.1 Deformation of bulkhead and side shell structure
Fig. 4.5.2 Modelling for the deformation of bulkhead and side shell structure
船側構造が剛で、かつ、船側構造・横隔壁間の直交性を仮定するとき、Fig. 4.5.1(a) に示
(b) Assumption of beam for side shell
(c) Assumption of beam for bulkhead
(a) Deformation of side shell
and bulkhead 1)














に示すように、梁中央でモーメント M1を受ける両端支持梁（曲げ剛性を EIs ）にモデル化
する。このとき、梁に生じる曲げモーメント分布 m(z) は、次式で表される。
݉ (ݖ) = −ܯଵ
݈
ݖ, 0 ≦ ݖ≦ ݈2
݉ (ݖ) = −ܯଵ
݈
(ݖ− )݈, ݈2 < ݖ≦ ݈
この梁に生じるひずみエネルギ U は、次式で計算される。
ܷ = 2න {݉ (ݖ)}ଶ2ܧܫ௦ ݀ݖ௟ଶ଴
したがって、結合部 z = l / 2 における梁の傾斜角 1は、次式となる。




M 1 により、y 2（= y2）だけ回転すると仮定すると、梁の曲げモーメント m(x) は、次
式で表される。
݉ (ݔ) = ܯଵ
ܾ






スツールの曲げ剛性を EIsb とすると、この梁に生じるひずみエネルギ U は、次式で計算さ
れる。
ܷ = 2න {݉ (ݔ)}ଶ2ܧܫ௦௕ ݀ݔ௕଴
したがって、結合部 x = 0 における梁の回転角y ’ = y2 は、次式となる。
߮௬ − ߠଶ = ߲ܷ߲ܯଵ = 2ܧܫ௦௕න ݉ (ݔ) ߲݉ (ݔ)߲ܯଵ ݀ݔ௕଴ = 2ܯଵܧܫ௦௕ ଶܾቈݔଷ3 − ܾݔଶ + ܾଶݔ቉଴௕= 2ܯଵܾ3ܧܫ௦௕
さて、結合部において船側隔壁に生じる曲げ変形に伴う傾斜角1 を横隔壁の曲げ変形に
よる結合部の回転角2 の r 倍、すなわち、1 = r 2と仮定すると、式(4.5.1)、および、式(4.5.4)
より、結合部の回転バネ定数 k が次式のように得られる。
థ݇ = 12ܧܫ௦݈ ݎ1 − ݎ
また、式(4.5.7)より、次式が得られる。
߮௬ − ߠଶ = ൤1 − ݈݈+ 8 (ܾܫ௦/ܫ௦௕)ݎ൨2ݕ߰ᇱ= ௖݇ ∙ 2߰ݕ ᇱ
以上より、船側構造の曲げ変形を考慮したときの横隔壁の水平曲げは、式(4.2.12)より、































ݓ(ݔ,ݕ)＝ݓ (ଵ)(ݔ,ݕ) + ݓ (ଶ)(ݔ,ݕ) (4.5.13














ܷ∗∗ = ܷ + ௖݇ଶ ܷ௕ (4.5.15)
また、捩り剛性 GK**は、次式で表される。
ܩܭ∗∗ = ܩܭ + 2݈ ௖݇ଶܥ
Senjanovic らは、Saint-Venant 捩りによる船側構造の傾斜角と局部曲げによるたわみ角の
比率eを用いて、ひずみエネルギを次式のように補正した（Fig. 4.5.3 参照）。
ܩܭ∗∗ = ܩܭ + 2݈ߟ௘ܥ
そこで、本研究では、補正係数eを kc2 として計算する。










ても、Senjanovic らの方法 1) に基づき、エネルギ法により計算する。
4.6.1 閉断面部としての横隔壁の影響の考慮











ܷ = 12න ܯ ௧߰ ᇱ݀ݖ௅଴ = 12න ܯ௧ܯ௧ܩܫ௧݀ݖ=௅଴ ܯ௧ଶܮ2ܩܫ௧ = 12ܩܫ௧߰ܮ ᇱଶ





∗ = ܷ଴ + ܷ௖ (4.6.3)
式(4.6.3)は、式(4.6.2)のひずみエネルギと捩りモーメントの関係から次式で表される。
ܯ௧

















Fig. 4.6.1 Longitudinal profile of a container ship hold 1)
a が l より十分小さく、Itが It0 より十分小さいので、式(4.6.5)の分母第 2 項を無視すると、
次式が得られる。
ܫ௧ଵ






ルギを Uh2*とすると、開断面部分におけるひずみエネルギ Uh 、および、横隔壁に生じる曲
げひずみエネルギ Ubとのエネルギバランスより次式が得られる。
ܷ௛ଶ












12ܩܫ௧ଶ∗ ݈߰ ᇱଶ = 12ܩܫ௧݈ ߰ᇱଶ + 2(1 + ߥ)ܩܥ߰ᇱଶ
式(4.6.10)より、次式が得られる。
ܫ௧ଶ





∗ = ܫ௧+ ݈ܽ− ܽܫ௧+ 4(1 + ߥ)ܥ݈
式(4.6.12)の第 2項および第 3項は、船体の捩り定数に対する横隔壁の影響分であり、式(4.6.9)












1) Senjanovic, I., Tomasevic, S., Rudan, S. and Senjanovic, T.: Role of transverse bulkheads in
hull stiffness of large container ships, Engineering Structures, 30:9, 2492-2509, 2008.







第 5 章 捩りの影響を考慮した逐次崩壊解析法
5.1 緒言










を第 2 ステップの Smith の方法に組み込む方法について述べる。
第 5.2 節では、Smith の方法に基づく一般的な逐次崩壊解析手順について述べ、船体横断
面を板要素、防撓パネル要素およびハードコーナー要素に分割する方法を示す。
第 5.3 節では、分割されたそれぞれの要素の平均軸応力～平均軸ひずみ関係の導出手順に
ついて、CSR-BC の計算式 2) に基づく方法、並びに、矢尾らによる解析手法 3, 4) の 2 とおり
を示す。前者においては、溶接初期不整の影響が陽に考慮されないが、後者においては、
初期たわみおよび溶接残留応力を設定可能である。
第 5.4 節では、第 1 ステップで計算された剪断応力の影響を断面構成要素の平均軸応力～
平均軸ひずみ関係に反映させる簡易的手法について示す。なお、この方法の妥当性および

















国際船級協会連合（IACS）の共通構造規則（CSR；Common Structural Rule）2) では、半経











































Table 5.3.1 Collapse mode of plates and stiffened plates







Beam column buckling (2)
Torsional buckling (3)
Web local buckling of
ordinary stiffeners
(4)
Plate Plate buckling (5)
Hard corner Elasto-plastic collapse (1)
s : Stiffened panel width t p : Stiffened panel thickness
h w : Web height t w : Web thickness
b f : Flange width t f : Flange thickness
A w : Web cross-section area (= h w t w) A f : Flange cross-section area (= b f t f)
A stif : Stiffener cross-section area (= A w + A f ) L : plate longitudinal length













ߪ = ߔߪ௒ (5.3.1)
ここに、Y は等価最小降伏応力であり、は、端部関数で次式による。
ߔ = −1 ；ߝ< −1 の場合
ߔ = ߝ ；−1 ≦ ߝ≦ −1 の場合 (5.3.2)




ここに、 E は考慮する要素ひずみ、 Y は降伏応力における要素ひずみで次式による。
ߝ௒ = ߪ௒ܧ
Fig. 5.3.2 に平均軸応力～軸ひずみ関係を示す。









Fig. 5.3.3 Beam column buckling
式(5.3.5)中のは、端部関数で式(5.3.2)による。また、 C1 は限界応力で次式による。
ߪ஼ଵ = ߪாଵߝ
ߪ஼ଵ = ߪ௒ ൬1 − ߪ௒ߝ4ߪாଵ൰
式(5.3.6)中の は、相対ひずみで式(5.3.3)による。また、 E1 は Euler の座屈応力で次式によ
る。







また、AE は、防撓材の付き板の幅は bE1 を含む防撓材のネット断面積であり、bE は、防撓
材の付き板の有効幅で次式による。
ாܾ = ቆ2.25ߚா − 1.25ߚாଶ ቇ
ாܾ = ݏ
(5.3.6)
； ߪாଵ ≦ ߪ௒ߝ/2 の場合
； ߪாଵ > ߪ௒ߝ/2 の場合
(5.3.7)
； ߚா > 1.0 の場合
； ߚா ≦ 1.0 の場合 (5.3.8)




Fig. 5.3.4 Load-end shortening curveCR1—  for beam column buckling
(3) 捩れ座屈
Fig. 5.3.5 に示すように、断面構成要素が捩れ座屈する場合について示す。背の高い防撓
材に生じやすい。また、angle-bar 防撓材よりも捩り剛性の小さい tee-bar 防撓材に生じやす
い。
Fig. 5.3.5 Torsional buckling
捩れ座屈に対する平均軸応力～平均軸ひずみ曲線は次式による。





ߪ஼ଶ = ߪ௒൬1 − ߪ௒ߝ4ߪாଶ൰
式(5.3.12) 中の は、相対ひずみで式(5.3.3) による。また、 E2 は Euler の捩り座屈応力で
式(5.3.22) による。また、Cp は、防撓材の付き板における付き板単独の座屈応力で次式に
よる。
ߪ஼௣ = ቆ2.25ߚா − 1.25ߚாଶ ቇߪ௒
ߪ஼௣ = ߪ௒
式(5.3.13) 中の は、係数で式(5.3.9) による。
Fig. 5.3.6 に平均軸応力～平均軸ひずみ関係を示す。





 面材のある防撓材（angle-bar や tee-bar）の場合
面材のある angle-bar や tee-bar 防撓材の場合、Fig. 5.3.7 に示すように、防撓材ウェブが局
部座屈する場合がある。この場合の断面構成要素の平均軸応力～平均軸ひずみ関係は次式
による。
； ߪாଶ ≦ ߪ௒ߝ/2 の場合
； ߪܧ2 > ߪܻߝ/2 の場合 (5.3.12)
； ߚா > 1.25 の場合
(5.3.13)
； ߚா ≦ 1.25 の場合
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ߪ஼ோଷ = ߔߪ௒ ாܾݐ௣ + ℎ௪௘ݐ௪ + ௙ܾݐ௙ݏݐ௣ + ℎ௪ݐ௪ + ௙ܾݐ௙
Fig. 5.3.7 Local buckling of stiffener web with face plate
式(5.3.14)中のは、端部関数で式(5.3.2)による。bE は、防撓材の付き板の有効幅で式
(5.3.10)による。また、hwe は、防撓材ウェブの有効高さで次式による。
ℎ௪௘ = ൬2.25ߚ௪ − 1.25ߚ௪ଶ ൰ℎ௪
ℎ௪௘ = ℎ௪
ここに、w は係数で、次式による。
ߚ௪ = ℎ௪ݐ௪ ටߝߪ௒ܧ
また、は相対ひずみで、式(5.3.3)で与えられる。
 flat-bar 防撓材の場合
flat-bar 防撓材の場合は、Fig. 5.3.8 に示すように、防撓材の局部座屈を考慮する。この場
合の断面構成要素の平均圧縮応力～平均圧縮ひずみ関係は次式による。
Fig. 5.3.8 Local buckling of flat-bar stiffener
(5.3.14)
； ߚ௪ > 1.25 の場合
； ߚ௪ ≦ 1.25 の場合 (5.3.15)
(5.3.16)
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ߪ஼ோସ = ߔ ܣ௦௧௜௙ߪ஼ସ + ݏݐ௣ߪ஼௉ܣ௦௧௜௙ + ݏݐ௣
式(5.3.17) 中のは、端部関数で式(5.3.2)による。また、 C4 は、限界応力で次式による。
ߪ஼ସ = ߪாସߝ
ߪ஼ସ = ߪ௒ ൬1 − ߪ௒ߝ4ߪாସ൰







Fig. 5.3.9 Overall buckling of stiffened plate
ߪ஼ோହ = ݉ ݅݊ ൥ߔߪ௒ , ߔߪ௒ ൝ݏܮቆ2.25ߚா − 1.25ߚாଶ ቇ+ 0.1ቀ1 − ݏܮቁቆ1 + 1ߚாଶቇ଴.ଶൡ൩
式(5.3.20)中の L は板の船長方向の長さ、は端部関数で式(5.3.2)による。また、E は係数
で次式による。
ߚா = ݏݐ௣ටߝߪ௒ܧ
；ߪாସ ≦ ߪ௒ߝ/2 の場合
(5.3.18)








ߪாଶ = ܧܫ௣ቆߨଶܫ௪ଶܽ ௙ܿ + 0.3851்ܫ ቇ
ここに、I p、I T および I w は、それぞれ、防撓材のネット断面極二次モーメント、Saint-Venant
の捩り抵抗モーメント、および、ネット慣性面積モーメントで、Table 5.3.2 による。また、
c f は固着度に関する係数で、次式による。
௙ܿ = 1 + ඩ ସܽ34ߨସܫ௪ ൬ܾݐଷ + 4ℎ௪3ݐ௪ଷ൰
Table 5.3.2 Moment of inertia
section ܫ௣ ்ܫ ܫ௪
flat-bar ℎ௪
ଷݐ௪3 ℎ௪ݐ௪ଷ3 ൬1 − 0.63 ݐ௪ℎ௪൰ ℎ௪ଷݐ௪ଷ36
angle-bar ܣ௪ℎ௪ଶ3 + ܣ௙ ௙݁ଶ
ℎ௪ݐ௪
ଷ3 ൬1 − 0.63 ݐ௪ℎ௪൰+ ௙ܾݐ௙ଷ3 ቆ1 − 0.63 ݐ௙௙ܾቇ
ܣ௙ ௙݁ ௙ܾ





ただし、ef = hw + tf /2 であり、その他の記号は Fig. 5.3.1 と同意である。
5.3.2 矢尾らによる解析手法























ݓ଴ = ܣ଴ sin݉ߨݔܽ sinߨݕܾ
Fig. 5.3.10 Rectangular plate with initial imperfections due to welding 3)
また、面内圧縮荷重下でのたわみwを初期たわみと同一モードのたわみ波形を仮定して、
次式のように表す。









݉ ଶߨଶܽଶܧ16 ൬1ܽସ + 1ܾସ൰൫ܣଶ− ܣ଴ଶ൯+ ߨଶܧ12(1 − ߥଶ)൬ݐܾ൰ଶቀߙ݉ + ݉ߙቁଶ (ܣ− ܣ଴)+ (ߞ− ߪ)ܣ = 0
ここに、 = a / b は板のアスペクト比を表し、および は次式で与えられる。
ߞ= ߪ௧









݉ ଶߨଶ8 ଶܽ ൫ܣଶ− ܣ଴ଶ൯







݉ ସହ + ൬1ߙ− 1൰݉ ଽ଴ = ൬2ߙ− 1൰ߪത఑̅ܣ






, ̅ܣ = ܣ
ݐ
また、
݉ ଽ଴ = 1 − ߪതଶ
݉ ଴ = 2݉ ଽ଴
ඥ1 + 3݉ ଽ଴
݉ ସହ = 4݉ ଽ଴
ඥ1 + 15݉ ଽ଴
剛塑性機構解析の正解は、= 1.0 となる。
Fig. 5.3.13 Average stress and deflection relationship 3)




















いて = 2.0 とした解析解と良い相関を有する。しかしながら、最終強度はこの曲線と弾性
大たわみ曲線の交点 b で与えられると仮定すると高すぎる結果となる。そこで矢尾らは、
種々の寸法の防撓パネルに対して FEM 解析を行い、次式の最終強度推定式を提案した。
ߪ௨ = ߪ௜௒ + ߞଵ(ߪ௨ଶ− ߪ௜௒) (5.3.34)
ここに、iY は初期降伏強度、u2 は弾性大たわみ解析解と = 2.0 とした剛塑性機構解析解
の交点の応力を表す。
ߞଵ = ൝ߞଶ൬0.5 + 0.5 cosߦߨ2 ൰
ߞଶ
ߞଶ = ൞ 0.20.3 − 0.1 cos (ߙ− 0.6)ߨ0.40.4
Fig. 5.3.13 の ܿܤ݀തതതതതレベルの応力が最終強度を表す。また、最終強度を表す点 B は、ܿܤതതതത= ܿ݀ /3と
して決めている。点 C は初期降伏点と同じ応力レベルの剛塑性機構解析解の曲線（ = 2.0）
上の点を表す。AB 間および BC 間のたわみは、それぞれ次式で近似される。
ݓ = ܣ௘ + ܿܤതതതതቌ1 − ඨ1 − (ߪ− ߪ஺)ଶ(ߪ஻ − ߪ஺)ଶቍ ：AB 間
ݓ = ܣ௣ − ܤ݀തതതതቌ1 − ඨ1 − (ߪ− ߪ஼)ଶ(ߪ஻ − ߪ஼)ଶቍ ：BC 間
(5.3.35)
(ߦ≤ 4.0)(ߦ> 4.0)(ߙ < 0.6)(0.6 ≤ ߙ ≤ 1.0)(1.0 < ߙ)
(5.3.32)；ߙ ≤ 1.0 の場合




ここに、Ae , Ap はそれぞれ、弾性大たわみ解析および剛塑性機構解析によるたわみを表す。
最終的に板の平均応力～たわみ関係は Fig. 5.3.14 に示す実線の曲線となる。







ܦ = (1 − ߤ)ܧ (5.3.38)
(2) 防撓材要素の平均軸応力～平均軸ひずみ関係
防撓材要素については、曲げ座屈、捩り座屈、および、曲げ捩り座屈を考慮する。Fig. 5.3.15
に示すように、防撓材は次式で表される 1 半波の初期たわみ w 0 、および、初期捩れ0を
有していると仮定する。
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Fig. 5.3.15 Initial deformation of stiffener
ݓ଴ = ܹ ଴ sinߨݔܽ , ߶଴ = Φ଴ sinߨݔܽ
また、圧縮荷重下での弾性たわみ we 、および、弾性捩れe は、初期たわみと同一モード
のたわみ波形を仮定して、次式のように表す。
ݓ௘ = ܹ௘ sinߨݔܽ , ߶௘ = Φ௘ sinߨݔܽ
また、たわみおよび捩れの成分の大きさは次式で表す。
ܹ௘ = ܹ ଴൬1 − ܲ
௖ܲ௥௘
൰















・0 ≤ ݔ≤ ൫ܽ − ௣ܽ൯/2 の場合
ݓ௣ = 2ܹ௣ ݔܽ
߶௣ = 2Φ௣ ݔܽ
・൫ܽ − ௣ܽ൯/2 ≤ ݔ≤ /ܽ2 の場合
ݓ௣ = ܹ௣ቊ− 2ݔଶܽ ௣ܽ + 2ݔ௣ܽ + 1 − ቆܽ௣ܽ + ௣ܽܽቇቋ




(ܲ− ଵܽ)ܹ௘ + ( ଶܽ− ݕ଴ᇱߙܲ)ߔ௘ = 0( ଶܽ− ݕ଴ᇱߙܲ)ܹ௘ + (ߙ ଷܽܲ− ସܽ)ߔ௘ = 0
ここに、
ଵܽ = ቀߨܽቁଶܧܫ௬
ଶܽ = ቀߨܽቁଶܧܫ௬௭ᇱ (ݖ଴− ݖ௕)
ଷܽ = ܫ଴ᇱܣᇱ− ݖ଴ᇱଶ + ݖ஻ᇱଶ
ସܽ = ቀߨܽቁଶ {ܫ௪ᇱܧܫ௭ᇱ(ݖ଴ᇱ− ݖ௕ᇱ)ଶ} + ܭᇱ+ ቀߨܽቁଶ థ݇








ܫ௬ = න ݖଶ݀ܣ
ܫ௭ = න ݕଶ݀ܣ
A = න ݀ܣ
ܫ௪ = න ߱ଶ݀ܣ
K = Saint-Venant 定数
ܫ଴ = ܫ௬ + ܫ௭ + (ݕ଴ + ݖ଴)ܣ




と防撓材の接合部に導入することで考慮している。flat-bar あるいは tee-bar 防撓材の場合、
並びに、angle-bar 防撓材の場合、Fig. 5.3.18 のような回転変形を予想して、それぞれバネ定
数は次式のようになる。
・flat-bar あるいは tee-bar の場合
థ݇ = ܧ12ቆݐ௣ଵଷଵܾ + ݐ௣ଶଷଶܾቇ
・angle-bar の場合




Fig. 5.3.18 Torsional deformation of stiffener 3)
つぎに、式(5.3.41)で用いた座屈強度を以下に示す。
・flat-bar あるいは tee-bar の場合
௖ܲ௥௘ = ଵܽ , ௖ܲ௥௧ = ସܽߙ ଷܽ
・angle-bar の場合
௖ܲ௥௘௧ = − ଶܾ + ඥ ଶܾଶ− 4 ଵܾ ଷܾ2 ଵܾ
ここに、
ଵܾ = ߙ(ߙݕ଴ᇱଶ− ଷܽ)
ଶܾ = ߙ( ଵܽ ଷܽ− 2ݕ଴ᇱ ଶܽ) + ସܽ (5.3.50)
ଷܾ = ଶܽଶ− ଵܽ ସܽ
なお、angle-bar 防撓材の曲げ捩り座屈発生後の捩り成分の大きさは、次式で与えられる。











Fig. 5.3.19 Possible distributions of strain and stress at cross-sections 1 and 2 3)




力およびモーメントは Fig. 5.3.21 に示すようになり、次式を満足しなければならない。
(a) Flexural-torsional strain (b) Possible strain and stress distribution in top flange
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ଵܲ = ଶܲ
ܯଵ + ܯଶ = ܹ ଵܲ + ଶܲ2
式(5.3.52)を満足するような応力分布を反復計算により求め、その平均軸ひずみを求める。
















ଶ + 3 ௦߬௭ଶ = ߪ௒ଶ (5.5.1)













場合の最終強度についての検討結果を Appendix B に示す。その解析結果では、100 MPa 程
度以内の剪断応力については、本節の方法が実用上十分であることが示された。















第 5.2 節では、Smith の方法に基づく一般的な逐次崩壊解析手順について述べ、船体横断
面に対する一般的な分割方法を示した。
第 5.3 節では、分割されたそれぞれの要素の平均軸応力～平均軸ひずみ関係の導出手順に
ついて、CSR-BC の計算式 2) に基づく方法、並びに、矢尾らによる解析手法 3, 4) を示した。
第 5.4 節では、第 1 ステップで計算された剪断応力の影響を断面構成要素の平均軸応力～
平均軸ひずみ関係に反映させる簡易的手法について示した。なお、この方法の妥当性およ
び適用範囲については Appendix B に示す。
第 5 章の参考文献
1) Smith, C. S.: Influence of local compressive failure on ultimate longitudinal strength of a ship's
hull, Proceedings of PRADS, Tokyo, pp.73-79, 1977.
2) International Association of Classification Societies (IACS): Common structural rules for bulk
carriers (Chapter 5 Appendix 1), pp. 21–26, 2006.
3) Yao, T. and Nikolov, P. I.: Progressive Collapse Analysis of a Ship's Hull under Longitudinal
Bending, Journal of the Society of Naval Architects of Japan, 170, pp. 449–461, 1991.
4) Yao, T. and Nikolov, P. I.: Progressive Collapse Analysis of a Ship's Hull under Longitudinal
Bending (2nd Report), Journal of the Society of Naval Architects of Japan, 172, pp. 437–446,
1992.
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第 6 章 解析例
6.1 緒言
本研究では、複合荷重を受ける船体梁の実用的な最終強度解析法として、基本的には
























第 6.3 節では、第 2 章に示した縮尺模型試験体に提案手法を適用し、横隔壁を有する薄肉
一様断面梁を対象とした場合について、梁要素モデル解析結果を試験結果および FEM 解析
結果と比較する。














提案手法を Fig. 6.2.1 に示すような Pedersen ら 3) が捩り解析に用いた開口部を有するボッ
クスガーダーに適用し、弾性捩り解析結果を FEM 解析結果と比較する。
Fig. 6.2.1 Box girder with open section subjected to torsional moment
(1) 解析対象
Fig. 6.2.1 に示すボックスガーダーを解析対象とする。構造寸法は、長さ L、幅 B、および、




し、解析対象のモデル化範囲を中央横断面から端部までの半分とする。L0 = 0.6 m の場合に
ついて Fig. 6.2.2(a) に示すように、解析対象を 24 個の梁要素に等分割する。また、解析対
象の閉断面部および開断面部を Fig. 6.2.2(b) に示すように板要素に分割する。
(3) 境界条件




(b) Plate elements of cross-sections
Fig. 6.2.2 Mesh division for the proposed method
(4) 荷重条件
M z = 1.0 kN—m の捩りモーメントを Fig. 6.2.2(a) に示す梁要素モデルの節点 25に負荷する。
(5) 材料特性




解析対象の有限要素モデルを Fig. 6.2.3 に示す。すべての板部分にシェル要素を用いた。
モデル化範囲は梁要素モデルと同範囲とし、横断面内の要素分割数も梁要素断面の分割数
と同数とする。なお、FEM 解析には MSC.Nastran を用いる。
(2) 境界条件
有限要素モデルの境界条件は、対称断面（モデルの開口側端部）位置において、x および
y 方向の変位 u、v、並びに、z 軸回りの捩れ角 z を拘束する。また、横断面内での局部変
Load pointu = 0, v = 0, w = 0,
 x = 0,  y = 0,  z = 0
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形を拘束するため、端部断面から 200 mm ごとの断面（Fig. 6.2.3 中に点線で示す）において、
多点拘束により各節点の変位を剛体変位に縮約して解析を実施する。





ボックスガーダーの開口部の長さ L 0 = 600 mm の場合の捩れ角、および、節点 25（Fig. 6.2.2
(b)の右上）における材軸方向応力の長さ方向分布をそれぞれ、Fig. 6.2.4 および Fig. 6.2.5 に
示す。開断面域（Fig. 6.2.4 の 0.6 m 以下の領域）における捩れ角は、梁要素モデルの解析結
果が FEM 解析結果と比べて約 1.3 倍となっているが、閉断面域（Fig. 6.2.4 の 0.6 m 以上の
領域）における捩れ角の変化率、すなわち、捩れ率はほぼ等しい。また、開断面と閉断面
との境界における捩り剛性の違いにより、ボックスガーダーには反り応力が発生するが、




係を検討するため、開口部の長さ L 0 を 0（すべて閉断面）～1.2 m（すべて開断面）に変化
させて同様の解析を実施した。梁要素モデルによって得られた荷重点における捩れ角を















Fig. 6.2.4 Longitudinal distribution of torsional angle (L 0 = 600 mm)
Fig. 6.2.5 Longitudinal distribution of axial stress (L 0 = 600 mm)
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Table 6.2.1 Comparison of torsional angle for box girder with different open section length
(L – L0) / L Torsional angle (rad.)
Beam model MSC.Nastran Ratio
1.000 (Closed Sec.) 2.37×10-4 2.32×10-4 1.02
0.833 4.92×10-4 3.96×10-4 1.24
0.667 1.36×10-3 9.78×10-4 1.39
0.500 3.12×10-3 2.25×10-3 1.39
0.333 6.04×10-3 4.45×10-3 1.36
0.167 1.04×10-2 8.04×10-3 1.29
0.083 1.33×10-2 1.12×10-2 1.19
0.042 1.62×10-2 1.50×10-2 1.08




逐次崩壊解析に適用し、解析結果を試験結果および FEM 解析結果と比較する 5) 。
6.3.1 試験体の梁要素モデル化と解析条件
(1) 解析対象
縮尺模型試験体（Fig. 2.2.2 および Fig. 2.2.3 参照）を薄肉断面梁とみなし、Fig. 6.3.1 に示
すように、試験体の固定端から自由端までの範囲を解析対象とする。
Fig. 6.3.1 Analyzed scale models
(2) 試験体の梁要素モデル化
Fig. 6.3.2 に示すように、縮尺模型試験体を 4 種類の梁要素モデルでモデル化する。
Beam-A1 および Beam-A2 は、試験体形状のとおり、前後部（Bay-1 および Bay-6）を閉断面
とし、その他の部分（Bay-2～Bay-5）を開断面とする。一方、Beam-B1 および Beam-B2 は、
試験体前後部の閉断面部を含め、すべての梁要素を開断面としてモデル化する。なお、
Beam-A2 および Beam-B2 については、後述する横隔壁の影響および船側構造上部の曲げの
影響を考慮する。梁要素①～⑫の長さは、Fig. 6.3.2(c) に示すとおりである。




(a) Beam elements and nodal points
(b) Treatment of the effect of bulkhead and side shell structure
Beam
models
Element No. Consideration for the effects of BHD or S.S.
①,②,⑪,⑫ ③ to ⑩ Bulkhead Side shell
Beam-A1 Closed section Open section × ×
Beam-A2 Closed section Open section ○ ○
Beam-B1 Open section × ×
Beam-B2 Open section ○ ○
Note; ○: considered, ×: not considered
(c) Length of beam elements (unit: mm)
Element No. ① ② ③ to ⑩ ⑪ ⑫
Beam length 475 450 575 475 400
Trans. space 450 450 500 325 325
Fig. 6.3.2 Modelling of beam elements




梁要素モデルに Fig. 6.3.1 に示すような片持ち条件を課し、節点 1 のすべての自由度（u, v,








の材料の平均的な値として 2.0 × 102 GPa とする。
(6) 初期たわみ
試験体 Model-3 の計測範囲内でパネル部に生じていた最大初期たわみ量は、第 2.2.3 項(1)
に示したように、公称板厚 6.0 mm および 4.5 mm のパネルでは板厚の 8～10%程度、公称板




接するパネルの影響を考慮しない Smith の方法に準じる提案手法においては、Table 6.3.1 に
示す均一の初期たわみを防撓パネルに設定する。ただし、初期たわみの影響の考慮は、提
案手法第 2 ステップにおいて矢尾ら 6, 7) によって提案された HULLST を用いる場合だけで
あり、CSR 算式を用いる場合には陽に考慮されない。
Table 6.3.1 Initial deformation considered in collapse analysis by HULLST
Panel (Buckling mode, A05) Stiffener (A01)
t1 t2 t3 t4 vertical bending tripping
t p /200 t p /200 t p /200 t p /200 a/2000 a/2000








接残留応力を Table 6.3.2 に示す。
Table 6.3.2 Welding residual stress applied to Model-3
t1 t2 t3 t4
rc 0 0 0.240.2 0.250.2





ܫ௕ = ℎ௪ଶܣ௣ + ܣ௪ + ܣ௙ ∙ ൜ܣ௣ܣ௙ + ܣ௪3 ൬ܣ௣ + ܣ௪4 + ܣ௙൰ൠ







ܫ௧ = ܣ௣ܣ௙ܣ௣ + ܣ௙ ℎ௪ଶ
また、矩形横断面のガーダーの捩り係数は、次式で表される。
ܫ௧௦ = ௙ܾℎ௪2 ൫ܾ ௙ݐ௙ + ℎ௪ݐ௪൯







隔壁に共通するスツール部（Fig. 2.2.2 参照）の構造詳細を Fig. 6.3.4 に示す。
式(6.3.1)～式(6.3.3)を用いて、横隔壁のガーダー部およびスツール部の曲げおよび捩り剛
性を計算した結果をそれぞれ、Table 6.3.3 および Table 6.3.4 に示す。Fig. 6.3.2(b) の Beam-A2
および Beam-B2 に対してはこれらの表の値を用いる。
(a) watertight bulkhead plate and girders (unit: mm) (b) stool (unit: mm)
Fig. 6.3.4 Details of transverse bulkhead









c (mm) i (mm3) it (mm3)
Horizontal 6.22×106 0 540 1.15×104 0
Vertical 4.35×106 2.89×106 570 7.64×103 －
















慮するため、第 4 章および Appendix A に示した方法により、船側構造の upper deck および
2nd deck で囲まれた部分の曲げ剛性および捩り定数を計算する。当該構造の詳細を Fig. 6.3.5
に示すが、本断面の鉛直軸回りの曲げ剛性は、Is = 3.86×107 mm4 となる。ただし、横隔壁の
間隔、および、横隔壁の半幅をそれぞれ、l = 1.15×103 mm、b = 1.32×103 mm として計算した。
なお、第 4.5 節で示した横隔壁スツール部と船側構造上部の結合部におけるそれぞれの回転
角の比率 r を実コンテナ船と同様 r = 0.100 と仮定し、パラメータを k c = 0.767 とした。
Fig. 6.3.5 Details of side shell structure (unit: mm)
6.3.2 有限要素モデル化と解析条件
FEM 解析には動的陽解法プログラム LS-DYNA を用い、縮尺模型試験体に対する各試験
条件を含む様々な荷重条件に対して、FEM 逐次崩壊解析を実施する。
(1) 解析モデル
縮尺模型試験体の有限要素モデルを Fig. 6.3.6 に示す。ただし、油圧ジャッキの取り付け
治具を同図に示すように剛体板としてモデル化する。防撓材を含む試験体のすべての部材
に対して、板厚方向に 2 つの積分点を持つ Belytschko-Tsay シェル要素を使用し、左右舷で
非対称の荷重条件にも対応できるように試験体全体をモデル化する。また、防撓パネルの
座屈モードを十分な精度で再現できるように、1 パネル（900 mm × 180 mm）当たりの分割
数を 36×7 分割（メッシュサイズ = 約 25 mm×25 mm）、flat-bar 防撓材を 36×2 分割とした
（Fig. 6.3.6(b)参照）。その結果、モデル全体の要素数は 264,184、節点数は 254,722 となった。
(2) 解析条件
第 6.3.2 項(1)で示した有限要素モデルを用い、弾性解析、および、曲げおよび捩りによる
弾塑性逐次崩壊解析を実施する。解析条件を Table 6.3.5 にまとめて示す。
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(a) plan (b) detail of mesh
Fig. 6.3.6 FE model of scaled model
Table 6.3.5 FE analysis condition for scaled models
FEM program · LS-DYNA ver. 971
Extent of model · Longitudinal direction : A whole model
· Transverse direction : Both sides
Condition of initial
imperfection
· No initial shape deformation was given
·Idealized average compressive residual stress are considered
(see Table 2.2.5)
Thickness · Gross thickness
Boundary condition · Cantilever condition at aft end of the model
Load
condition
Model weight · Model weight of the whole model is considered
Bending and
torsional moments
· Bending and torsional moments are generated gradually by
the concentrated reactive loads due to prescribed








Fig 6.3.7 True stress—true strain curve (Models 2 and 3)








3.2 mm）および t4（公称板厚 2.3 mm）であり、また、Table 2.2.5 に示したように、Model-2
および Model-3 の板厚 t3 および板厚 t4 のパネル部の圧縮残留応力は、0.2%耐力の 24%およ
び 25%と推定された。したがって、船底外板および内底板の隅肉溶接近傍を除くパネル中
央部には、それぞれ、— 61.2 MPa および — 61.0 MPa 程度の溶接残留応力が生じていたと推
定される。そこで、解析対象の FEM 逐次崩壊解析においては、(a) 溶接残留応力を考慮し
ない解析、並びに、(b) 上記の圧縮残留応力のみを船底外板あるいは内底板の幅方向に積分
し、それらの積分値をそれぞれの幅で除して得られる平均化した圧縮応力（この場合 — 48.0























解析対象の荷重点（固定端から 6.0 m 離れた要素断面の重心位置）に下向き集中荷重 Fy =




た Beam-A1 および Beam-A2 でやや固め（荷重点における誤差 — 4.1%）、梁全体を開断面の
みでモデル化した Beam-B1 および Beam-B2 でやや柔らかめ（荷重点における誤差 9.5%）
となる。鉛直変位については、提案手法による解析結果が FEM 解析結果とおおむね良い相
関を示している。なお、梁要素モデルでは、縦曲げに対する横隔壁の影響は現れない。
つぎに、梁要素①（FEM 解析については z = 237.5 mm の断面位置の要素）における船側
外板および船底外板の曲げ応力および剪断応力の分布をそれぞれ、Fig. 6.3.9 および Fig.
6.3.10 に示す。曲げ応力については、提案手法による解析結果が FEM 解析結果と良い相関





剪断応力の長さ方向の変化が大きいため、梁要素①内の平均的な応力が z = 237.5 mm 位置の
断面の応力と一致していないためと考えられる。
Fig. 6.3.8 Distribution of vertical displacement by Fy
(a) Side shell plate (b) Outer bottom plate
Fig. 6.3.9 Distribution of bending stress by Fy
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(a) Side shell plate (b) Outer bottom plate
Fig. 6.3.10 Distribution of shear stress by Fy
(2) 捩り解析






ついては z = 237.5 mm の断面）における船側外板および船底外板の反り応力および剪断応
力の分布をそれぞれ Fig. 6.3.12 および Fig. 6.3.13 に示す。要素内の平均的な応力を示す梁要
素モデルの結果が FEM 解析の結果より小さめであるが、両者ほぼ同様の傾向を示している。
(a) With bulkheads (b) Without bulkheads
Fig. 6.3.11 Distribution of torsional angle by M t
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(a) Side shell plate (b) Outer bottom plate
Fig. 6.3.12 Distribution of warping stress under torsional moment M t
(a) Side shell plate (b) Outer bottom plate
Fig. 6.3.13 Distribution of shear stress under torsional moment M t
6.3.4 曲げと捩りによる逐次崩壊解析
(1) 縦曲げによる逐次崩壊解析
第 2.3.4 項(1) に示した縮尺模型試験体 Model-3 の梁要素モデル Beam-A2（Fig. 6.3.2 およ
び Fig. 6.3.3 参照）、並びに、有限要素モデル（Fig. 6.3.5 参照）を用い、縦曲げ逐次崩壊解析
を実施する。両解析とも荷重点に強制変位を与え、得られた反力から固定端における曲げ
モーメントを求める。なお、提案手法における断面構成要素の平均軸応力～平均軸ひずみ







強度後においても energy ratio = 0.997（誤差 0.3%）程度であり、十分な解析精度を有してい
ることが確認されている。
Fig. 6.3.14 Bending moment — vertical displacement relationships
without considering initial imperfections
つぎに、第 6.3.2 項(5)および(7)に示した方法により、平均的な圧縮応力として船底構造に
溶接残留応力を模擬した場合について、LS-DYNA による逐次崩壊解析結果を Fig. 6.3.15 に
示す。実験により得られた縦曲げ最終強度は、設定圧縮応力rc = —30MPa とrc = —48MPa
の場合の最終強度の中間にあり、模型試験体での残留応力推定値とほぼ同等であった。
Fig. 6.3.15 Bending moment — vertical displacement relationships considering residual stresses
103
(2) 捩りが支配的な場合の逐次崩壊解析




実施した試験体 Model-2 に対し、FEM 解析によって得られた船側外板および船底外板の直
ひずみ  x および面内剪断ひずみ  zx および  xyの分布を Fig. 6.3.17および Fig. 6.3.18に示す。
船側外板においては板厚の薄い深さ方向中央付近において、船底外板においては船側外板
に近い領域で面内剪断ひずみが大きくなっている。




















(a) Normal strain,  x
(b) Shear strain,  zx and  xy









(a) Normal strain,  x
(b) Shear strain,  zx and  xy












大きさを変えた逐次崩壊解析結果を Fig. 6.3.19 中に○印で示す。
一方、FEM 解析によって得られた固定端における曲げおよび捩りモーメントの相関関係
を Fig. 6.3.19 中に曲線で示す。FEM 解析では、荷重点における強制変位の大きさを左右両
舷で変え、曲げと捩りを同時に作用させる。なお、図中の曲げモーメント M および捩りモ
ーメント ܶ は、それぞれ、縦曲げ最終強度 MU (= 7.20×10 3 kN-m)および捩り最終強度 TU (=
















析に適用し、解析結果を FEM 解析（LS-DYNA および MSC.Nastran）結果と比較する。
(1) 解析対象
解析対象を Fig. 6.4.1 に示すポストパナマックス型コンテナ船（5,250TEU）とする。その
主要目および設計船速を Table 6.4.1 に示す。
(2) 解析対象船の梁要素モデル化
対象船を薄肉断面梁とみなし、Fig. 6.4.2 および Fig. 6.4.3 に示すように、2 種類の梁要素
モデルでモデル化する。全船モデル Beam-A は、F.P.から A.P までの全船を対象とし、5 ホ
ールドモデル Beam-B は、No. 2 ～ No.6 カーゴホールドを含む範囲をモデル化する。なお、
要素節点は横隔壁位置とするが、捩り荷重下において反り応力の変化が大きくなると考え
られる機関室前方4.35mの位置に節点を設ける（Beam-Aの節点6およびBeam-Bの節点 2）。
また、梁要素の断面(1)～断面(16)の形状を Fig. 6.4.4 に示すが、すべての梁要素は要素内
で一様断面を仮定する。なお、Fig. 6.4.4 中の赤線は断面を構成するハードコーナー要素を
示し、白線は板要素または防撓パネル要素を示す。
Fig. 6.4.1 Post–Panamax container ship (5,250TEU)
Table 6.4.1 Principal dimensions and design speed
Length, Lpp Breadth, B Depth, Ds Draft, df Speed, V
267.00 m 39.80 m 23.60 m 12.50 m 29.4 knot
No.1 Cargo holdsNo.2No.3No.4No.5No.6No.7
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(a) Range of modelling
(b) Treatment of the effect of bulkhead and side shell structure
Beam
models
Element No. Consideration for the effects of BHD or S.S.
① to ⑲ Bulkhead Side shell
Beam-A1 Open section × ×
Beam-A2 Open section ○ ×
Beam-A3 Open section ○ ○
Note; ○: considered, ×: not considered
(c) Length of beam elements
Element No. ① to
③
④ ⑤ ⑥ ⑦ to ⑰ ⑱, ⑲
Length (m) 15.0 18.3 4.35 10.0 14.35 15.75
Frame space (mm) 800 800 800 800 800 800
Fig. 6.4.2 Modelling of beam elements for a 5,250 TEU container ship (Beam-A; full model)
Beam-A
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(a) Range of modelling
(b) Treatment of the effect of bulkhead and side shell structure
Beam
models
Element No. Consideration for the effects of BHD or S.S.
① to ⑪ Bulkhead Side shell
Beam-B1 Open section × ×
Beam-B2 Open section ○ ×
Beam-B3 Open section ○ ○
Note; ○: considered, ×: not considered
(c) Length of beam elements
Element No. ① ② ③ to ⑪
Length (m) 4.35 10.00 14.35
Trans. space (m) 3.20 3.20 3.20
Fig. 6.4.3 Modelling of beam elements for a 5,250 TEU container ship (Beam-B; 5-hold model)
Beam-B
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Section (1) Section (2)
Section (3) Section (4)
Section (5) Section (6)
Section (7) Section (8)
Section (9) Section (10)
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Section (11) Section (12)
Section (13) Section (14)
Section (15) Section (16)







一方、5 ホールドモデル（Beam-B；Fig. 6.4.3 参照）に対しては、機関室前方断面（節点 1）
に固定条件を課してすべての自由度を拘束し、最前方の荷重点（節点 12）において 2 とお
りの境界条件を課す。第 1 は、自由端としてすべての自由度を拘束しない境界条件であり、





Table 6.4.2 Boundary conditions for beams A and B
(a) Beam-A
u v w  x  y  z  z'
A.P. (Node 1) ○ ○ ○ ○
Node 2 ○
Node 19 ○
F.P. (Node 20) ○ ○
(b) Beam-B
u v w  x  y  z  z'
E.R. (Node 1) ○ ○ ○ ○ ○ ○ ○
or
u v w  x  y  z  z'
E.R. (Node 1) ○ ○ ○ ○ ○ ○ ○
L.P. (Node 12) ○ ○ ○













Table 6.4.3 Material properties of steel
Young’s modulus 206,000 MPa
Poisson’s ratio 0.3







を考慮した縦曲げ崩壊解析では、第 2 ステップの Smith の方法に基づく逐次崩壊解析におい
て、CSR-BC の算式による場合は両者とも考慮せず、矢尾らの HULLST 6, 7) を用いる場合に
は、溶接残留応力は考慮しないが、Table 6.4.4 に示す初期たわみをパネルおよび防撓材に設
定する。
Table 6.4.4 Initial deformation considered in progressive collapse analysis by HULLST
Panel Stiffener
Vertical bending Tripping
t p / 200 a / 2000 a / 2000
Note: t p = panel thickness, a = trans. space
(7) 横隔壁の剛性計算
コンテナ船の横隔壁が船体の捩り変形に及ぼす影響を考慮するため、第 6.3.1 項 (7) と同
様に、第 4 章および Appendix A に示した方法により、横隔壁を構成するスツール部および
スツール下の板部（格子桁）の単位長さ当たりの曲げ剛性を計算する。解析対象船のこれ
らの構造詳細をそれぞれ、Table 6.4.5、Table 6.4.6、および、Fig. 6.4.5 に示す。また、各部
材の剛性計算結果を Table 6.4.7 、Table 6.4.8 および Table 6.4.9 に示す。
115
Table 6.4.5 Details of plate part in watertight bulkhead (unit: mm)
Plate thickness Horizontal girder Vertical girder
10 448×9 + 97×10 1750×10 + 397×18
Table 6.4.6 Details of plate part in partial bulkhead (unit: mm)
Horizontal girder (I-type) Vertical girder (I-type)
Web Flange Web Flange
1750×10 197×10 1750×10 397×13
Fig. 6.4.5 Details of stool in watertight and partial bulkhead (unit: mm)


















c (mm) i (mm3) it (mm3)
Horizontal 4.25×108 1.96×108 2.60×103 1.63×105 7.11×105
Vertical 2.43×1010 1.71×1010 2.55×103 9.52×106 －









c (mm) i (mm3) it (mm3)
Horizontal 6.90×109 6.03×109 2.60×103 2.65×105 3.79×106
Vertical 9.39×109 3.79×106 2.55×103 3.68×106 －
(8) 船側構造上部の曲げ剛性の計算
コンテナ船の横隔壁と船側構造との接合部における船側構造の局部曲げの影響を考慮す
るため、第 6.3.1 項 (8) と同様に、第 4 章および Appendix A に示した方法により、船側構造
の上甲板および第 2 甲板で囲まれた部分の曲げ剛性および捩り定数を計算する。当該構造
の詳細を Fig. 6.4.6 に示すが、本断面の鉛直軸回りの曲げ剛性は、Is = 3.60×1011 mm4 となる。
ただし、横隔壁の間隔 l、および、横隔壁の半幅 b をそれぞれ、l = 14.35 m、b = 18.12 m と
して計算した。




解析対象船の全船有限要素モデルを Fig. 6.4.7 に示す。すべての板部分にはシェル要素（等
方性を仮定）を用いた。一方、桁および防撓材に対しては、縦強度部材にはシェル要素を
用いたが、それ以外の部材にはビーム要素を用いた。モデル中、機関室前方 5 ホールド（No.2
～No.6 Cargo Hold）分を詳細メッシュ部とし、1 パネル当たりの分割数を 7×2 程度（メッシ
ュサイズ = 約 450×425 mm）とした。それ以外の船首尾部は、さらに粗いメッシュ（1 パ
ネル 1 要素程度）でモデル化した。この結果、モデル全体の節点数および要素数は、それ




なお、使用したシェル要素は、Belytschko-Tsay 要素で、板厚方向の積分点を 5 層とした。
全船モデルおよび 5 ホールドモデルを用いた FEM による解析条件を Table 6.4.10 に示す。
(a) Overview
(b) Inner bottom (c) Watertight bulkhead (d) Partial bulkhead
Fig. 6.4.7 Full model of a 5,250 TEU container ship for FEM analysis
Fine mesh part
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Fig. 6.4.8 5-hold model of a 5,250 TEU container ship for FEM analysis
Table 6.4.10 Analysis condition for finite element model of a container ship
FEM program · LS-DYNA ver. 971 (Elastic and elasto-plastic analysis)
· MSC.Nastran (Elastic analysis only)
Extent of model · Longitudinal direction : A whole ship or five holds
· Transverse direction : Both sides
Condition of initial imperfection · No initial shape deformation was given
· No consideration of the effects of welding residual stress
Thickness · Gross thickness
Boundary condition · Simply supported at fore end and aft end of the model
(full model)






Hull weight · Hull weight of the whole model was considered
Sea pressure · No consideration
Bending moment · Gradually increased until the hull girder was fractured in
the model, i.e. the hull girder ultimate strength
Torsional moment · Distribution given by ClassNK Guideline 4)
Fixed end




節点においてすべての並進自由度を拘束し（u = v = w = 0）、F.P.側のセンターライン上の節
点において水平および鉛直方向自由度を拘束する（u = v = 0）。
一方、5 ホールドモデルに対する境界条件は、機関室前方断面内の節点においてすべての
自由度を拘束し（u = v = w = x = y = z = 0）、F.P.側を自由端（荷重点）とする。ここでは、












使用鋼材の材料定数を Table 6.4.11 に示す。ヤング率 E = 206 GPa、ポアソン比 = 0.3 と
する。上甲板と船側外板上部の板材は HT36 級鋼として降伏応力を 352.8 MPa、その他の部
材は HT32 級鋼として降伏応力を 313.6 MPa とする。また、防撓材は HT36 級鋼として降伏








Table 6.4.11 Material properties of steel
Young’s modulus 206 GPa
Poisson’s ratio 0.3





True stress and true strain curve See Fig. 6.4.9
Fig 6.4.9 True stress and true strain curve
6.4.3 弾性解析による精度検証
本項では、可変断面である実コンテナ船に対する提案手法の基本的な精度を検証するた
め、断面変化の大きい船首尾部を除いた 5 ホールドモデル（z/L = 0.237～0.775）に対して、
片持ち条件を課した弾性縦曲げおよび弾性捩り解析を実施する。
(1) 縦曲げ解析
5 ホールド梁要素モデル（beam-B3；Fig. 6.4.3 参照）、並びに、5 ホールド有限要素モデル
（Fig. 6.4.7 参照）を用いて、弾性範囲内で縦曲げ解析を実施する。機関室前方壁に固定条






また、梁要素モデル、LS-DYNA および MSC.Nastran によって得られた縦曲げ変形の船長
方向分布を Fig. 6.4.11 に示す。同図より、弾性範囲内の縦曲げ変形に対して、梁要素モデル
による解析結果が FEM 解析結果とほぼ一致することがわかる。
Fig. 6.4.10 Contour of vertical displacement calculated by LS-DYNA (Mb = 1.00 × 105 kN-m)
Fig. 6.4.11 Distribution of vertical displacement under bending (Mb = 1.00 × 105 kN-m)
 曲げ応力
つぎに、縦曲げモーメント M b によって外板に生じる曲げ応力分布を比較する。Fig. 6.4.12
に LS-DYNA 解析により得られた曲げ応力分布を示す。また、Fig. 6.4.3 に示した梁要素①～
④に生じる曲げ応力の断面内分布を、それぞれの要素の長さ方向中央断面位置における
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= 0.272 の断面における LS-DYNA による応力値とが一致しないためと考えられる。
以上より、弾性範囲内における縦曲げ解析に関しては、梁要素モデルによる解析結果が
FEM 解析結果と良い相関を示すことが明らかになった。
Fig.6.4.12 Contour of membrane bending stress calculated by LS-DYNA (Mb = 1.00 × 105 kN-m)
① ② ③ ④
(a) Side shell
(b) Outer bottom






(a) Element ① (z/L = 0.237～0.253) (b) Element ② (z/L = 0.253～0.291)
(c) Element ③ (z/L = 0.291～0.345) (d) Element ④ (z/L = 0.345～0.398)








LS-DYNA 解析によって得られた鉛直方向変位の分布を Fig.6.4.14 に示す。また、梁要素





Fig. 6.4.14 Contour of vertical displacement calculated by LS-DYNA (Mt = 1.19 × 104 kN-m)
Fig. 6.4.15 Distribution of torsional angle under torsion (Mt = 1.19 × 104 kN-m)
(3) 捩り解析（横隔壁の影響および船側構造の局部曲げの影響を考慮する場合）
横隔壁の影響および船側構造の局部曲げの影響を考慮する梁要素モデル（Beam-B3）に対
し、荷重点に Mt = 1.19 × 104 kN-m の捩りモーメントを負荷する解析を実施する。この際、





斜角の比率 r（=  /  2）をパラメータとして、梁要素モデルにより解析した捩れ角の船長
方向分布を FEM 解析結果と比較して Fig.6.4.17 に示す。さらに、Fig. 6.4.17 に示した荷重点
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における捩れ角を種々のパラメータ r に対して解析した結果をFig. 6.4.18に示す。同図より、
船側構造の曲げ変形を考慮した梁要素モデル解析結果は、r = 0.1、すなわち、船側構造上部
の回転角が横隔壁スツール部の回転角 2 の 10% と仮定した場合に、LS-DYNA および
MSC.Nastran による解析結果と良い相関を示す。このとき、式(4.5.12)の係数 kcは、kc = 0.735
（kc2= 0.540）となり、船側構造上部および横隔壁スツール部の結合部に仮定した回転バネ
のバネ定数 kは、k = 6.88×106 kN-m / rad となる。そこで、以降の解析対象船の梁モデル解
析においては、kc = 0.735 を用いて解析を行うこととする。
Fig. 6.4.16 Contour of vertical displacement calculated by LS-DYNA (Mt = 1.19 × 104 kN-m)
Fig. 6.4.17 Distribution of torsional angle under torsion (Mt = 1.19 × 104 kN-m)
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Fig. 6.4.18 Relationships between parameter “r” and torsional angle (Mt = 1.19 × 104 kN-m)
 捩りによる反り応力
つぎに、捩りモーメント M t によって外板に生じる反り応力分布を比較する。Fig. 6.4.19
に LS-DYNA 解析により得られた反り応力分布を示す。また、Fig. 6.4.3 に示した梁要素①～
④に生じる反り応力の断面内分布を、それぞれの要素の長さ方向中央断面位置における
LS-DYNA 解析結果と比較して Fig. 6.4.20 に示す。曲外板の多い梁要素①の反り応力分布は
やや差が見られるが、他の要素では良い相関を示している。同図より、反り応力に関して
も梁要素モデルによる解析結果が FEM 解析結果と良い相関を示すことがわかる。
Fig. 6.4.19 Contour of longitudinal membrane stress calculated by LS-DYNA








(a) Element ① (z/L = 0.237～0.253) (b) Element ② (z/L = 0.253～0.291)
(c) Element ③ (z/L = 0.291～0.345) (d) Element ④ (z/L = 0.345～0.398)
Fig. 6.4.20 Distribution of warping stress in cross-sections (Mt = 1.19 × 104 kN-m)
 捩りによる剪断応力
さらに、捩りモーメント M t によって外板に生じる剪断応力分布を比較する。Fig. 6.4.21
に LS-DYNA 解析により得られた剪断応力分布を示す。また、Fig. 6.4.3 に示した梁要素①～
④に生じる剪断応力の断面内分布を、それぞれの要素の長さ方向中央断面位置における




(a)  yz in side shell (starboard side)
(b)  zx in outer bottom shell
Fig. 6.4.21 Contour of membrane shear stress calculated by LS-DYNA (Mt = 1.19 × 104 kN-m)






(a) Element ① (z/L = 0.237～0.253) (b) Element ② (z/L = 0.253～0.291)
(c) Element ③ (z/L = 0.291～0.345) (d) Element ④ (z/L = 0.345～0.398)








に青線で示す。静水中縦曲げモーメントの最大値 MSV max は 3.698×106 kN-m である。
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ܯௐ ௏(+) = +0.19ܥଵܥଶܮଶܤܥ௕ᇱ (kN-m) (6.4.1)
ܯௐ ௏(−) = −0.11ܥଵܥଶܮଶܤ(ܥ௕ᇱ+ 0.7) (kN-m) (6.4.2)
ただし、解析に際しては、ホギングの MSVと同符号の MWV (+)を使用する。また、対象船に
対する係数 C1は、次式で与えられる。
ܥଵ = 10.75 − ൬300 − ܮ100 ൰ଵ.ହ ݋݂ݎܮ≤ 300 ݉
波浪中縦曲げモーメント MWV (+) の船長方向分布を赤線で Fig. 6.4.23 に併せて示すが、こ
の分布形状は、縦曲げモーメントの船長方向分布係数 C2 によるものである。なお、対象船
の波浪中縦曲げモーメントの最大値 MWV (+) max は 3.492×106 kN-m である。
 波浪中水平曲げモーメント
波浪中水平曲げモーメント MWH1 および MWH2（ただし、左舷側圧縮を正とする）は、次
式で与えられる。
ܯௐ ுଵ = ܯௐ ு ∙ ܥுଵ (6.4.4)
ܯௐ ுଶ = ܯௐ ு ∙ ܥுଶ (6.4.5)
(6.4.3)
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ܯௐ ு = 0.32ܥଵܮଶ ௙݀ඨܮ− 35ܮ
ここに、C1 は、波浪中縦曲げモーメントの算式により、df は計画最大満載喫水である。ま
た、CH1 および CH2は、それぞれ、次式で表される分布形状である。
ܥுଵ = − cosቂ0.77ߨቀݖܮ− 0.52ቁቃsinଶቀߨݖܮቁ∙ ቌ1 − ݁ି଺௭௅1 − ݁ି ଷቍ
ܥுଶ = − sinቂ0.77ߨቀݖܮ− 0.52ቁቃsinଶቀߨݖܮቁ∙ ቌ1 − ݁ି଺௭௅1 − ݁ି ଷቍ
波浪中水平曲げモーメント MWH の船長方向分布を Fig. 6.4.24 に示す。MWH1 および MWH2
の包絡線として得られる MWH の最大値 MWH max は、2.810×106 kN-m である。
Fig. 6.4.24 Distribution of wave-induced horizontal bending moment of the target ship
 波浪中捩りモーメント
波浪中捩りモーメント MWT1 および MWT2（ただし、右舷側を下げる方向を正とする）は、
次式のように規定されている。





ܯௐ ்ଶ = ܯௐ ் ∙ ܥ்ଶ (6.4.10)
ܯௐ ் = 1.3ܥଵ݀ܮ ௙ܥ௕ ∙ ൫0.65 ௙݀ + ൯݁+ 0.2ܥଵܮܤଶܥ௪ (6.4.11)
ここに、
݁= ଵ݁− ଴݀2
ଵ݁ = (3ܦଵ− ଵ݀) ଵ݀ݐௗ + (ܦଵ− ଵ݀)ଶݐ௦3 ଵ݀ݐௗ + 2(ܦଵ− ଵ݀)ݐ௦+ ܤଵݐ௕/3
d0：二重底の高さ（m）
d1：二重船側の幅（m）
ܦଵ = ܦ௦− ଴݀2
ܤଵ = ܦ௦− ଵ݀
td, ts および tb：甲板部、船側部および船底部の平均板厚（m）
また、CT1 および CT2 は、分布形状係数であり、次式で与えられる。
ܥ்ଵ = 1.0൤sin൬2ߨݖܮ ൰+ 0.1 sinଶቀߨݖܮቁ൨expቀ−0.35ݖܮቁexp൦−8ቌݖܮ− 0.50.5 ቍଵ଴൪
ܥ்ଶ = 0.5൤−sin൬3ߨݖܮ ൰+ 0.65 sinଷቀߨݖܮቁ൨expቀ−0.4ݖܮቁexp൦−8ቌݖܮ− 0.50.5 ቍଵ଴൪
波浪中捩りモーメント MWT1 および MWT2 の船長方向分布を Fig. 6.4.25 に示す。その最大
値 MWT1 max および MWT2 max は、それぞれ、1.205×106 kN-m および 8.534×105 kN-m である。
 静水中捩りモーメント
コンテナの偏積によって生じる静水中捩りモーメント MST1 および MST2 は、次式で与えら
れる。ただし、船長方向の CT1および CT2の分布は、波浪中捩りモーメントの分布と同様で
ある。
ܯ ௌ் ଵ = ܯ ௌ் ∙ ܥ்ଵ (6.4.14)
ܯ ௌ் ଶ = ܯ ௌ் ∙ ܥ்ଶ (6.4.15)




ここに、NRは、倉内に積載するコンテナの最大列数（解析対象船では 14 列）、WC は、積載
する 20 フィートコンテナ 1 個当たりの平均重量（通常は 100 kN）である。
解析対象船に上式を適用すると、静水中捩りモーメントは、MST = 8.496×104 kN-m となり、
波浪中捩りモーメントの約 6.7%となる。そこで、以下の解析においては、静水中捩りモー
メントを無視し、波浪中捩りモーメントのみを考慮することとする。
Fig. 6.4.25 Distribution of wave-induced torsional moment of the target ship
(2) 規則荷重による縦曲げ解析






Fig.6.4.23 に示した静水中縦曲げモーメント M SV（最大値 = 3.698×106 kN-m）、および、波
浪中縦曲げモーメント MWV (+)（最大値 = 3.492×106 kN-m）の合モーメント MV, Total = M SV +













ールドモデルに負荷する上下方向集中荷重を Fig. 6.4.27 に示す。
Fig. 6.4.26 Distribution of modified vertical bending moment, MV, Total for the target ship
(a) Full model (b) 5-hold model
Fig. 6.4.27 Vertical loads applied to each nodal point
Range of 5-hold modelA.P. F.P.
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 曲げ変形







Fig. 6.4.27 (b) に示した節点荷重を負荷することにより、5 ホールドモデルによって全船モデ
ルと同等の縦曲げ逐次崩壊解析が可能であることがわかる。
(a) Full model (b) 5-hold model
Fig.6.4.28 Distribution of vertical displacement induced by modified M V, Total









側の引張応力は船体中央断面のやや前方 z/L = 0.506～0.560 の梁要素で最大となるのに対し
て、圧縮側の曲げ応力は船体中央断面近傍だけでなく、5 ホールドモデルの最前方に当たる
z/L = 0.721～0.775 の梁要素で最大となる。この傾向は、Fig. 6.4.30 の LS-DYNA による解析
結果も同様である。なお、解析対象船の規則縦曲げ荷重負荷時の引張側および圧縮側とも










Fig.6.4.30 Contour of membrane bending stress induced by modified MV, Total
















い領域である、船底から高さ 15 m（y / D = 0.64）近傍の梁要素モデル解析により得られた剪
断応力の船長方向分布を Fig. 6.4.34 に示す。同図より、縦曲げによる剪断応力についても全
船モデルおよび 5 ホールドモデルの解析結果はほぼ一致し、剪断応力は 5 ホールドモデル
の前方の梁要素（z/L = 0.775～0.828）で最大となる。なお、解析対象船の規則縦曲げ荷重負
荷時の最大剪断応力は剪断降伏強度の約 51%である。








Fig.6.4.34 Distribution of membrane shear stress induced by modified MV, Total
(3) 解析対象船の規則荷重による捩り解析
第 6.4.4 項(1) に示した波浪中捩りモーメントを解析対象船の全船モデルおよび 5 ホール
ドモデルに負荷し、梁要素モデルに生じる捩れ変形、反り応力および剪断応力について、
FEM 解析結果と比較する。また、全船モデルおよび 5 ホールドモデルによる解析結果を比
較し、モデル化範囲および境界条件の影響を検討する。
 負荷捩りモーメント
Fig.6.4.25 に示した波浪中捩りモーメント MWT1（z/L = 0.255 において最大値 = 1.21×106






(a) Full model (b) 5-hold model
Fig. 6.4.35 Distributed torsional moment applied to each nodal point
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 捩れ変形





Fig. 6.4.36 Contour of vertical displacement calculated by LS-DYNA (Torsional moment, MWT1)






Fig. 6.4.37 Contour of vertical displacement calculated by LS-DYNA (Torsional moment, MWT2)
Fig. 6.4.36 および Fig. 6.4.37 に示した捩れ変形のうち、全船モデルの結果には剛体回転成
分が含まれるため、これを除去した捩れ変形を提案手法による結果と比較して Fig. 6.4.38 お





(a) Full model (b) 5-hold model
Fig. 6.4.38 Distribution of torsional angle induced by MWT1 and MWT2
(a) Full model (b) 5-hold model
Fig. 6.4.39 Distribution of torsional rate induced by MWT1 and MWT2
 捩りによる反り応力
捩りモーメントMWT1によって解析対象船の外板に生じる反り応力のFEM解析結果をFig.





Fig. 6.4.40 Warping stress induced by torsional moment, MWT1
一方、捩りモーメント MWT2 によって解析対象船の外板に生じる反り応力の FEM 解析結













および、5 ホールドモデルの梁要素⑤～⑧（z/L = 0.398～0.613）では、両者の誤差が 10%程
度となっている。この区間では、圧縮側反り応力が 80～100 MPa 程度に達しているととも












(a) Element ⑤ of Beam-A3 and ① of
Beam-B3 (z / L = 0.237～0.253)
(b) Element ⑥ of Beam-A3 and ② of
Beam-B3 (z / L = 0.253～0.291)
(c) Element ⑦ of Beam-A3 and ③ of
Beam-B3 (z / L = 0.291～0.345)
(d) Element ⑧ of Beam-A3 and ④ of
Beam-B3 (z / L = 0.345～0.398)
(e) Element ⑨ of Beam-A3 and ⑤ of
Beam-B3 (z / L = 0.398～0.452)
(f) Element ⑩ of Beam-A3 and ⑥of
Beam-B3 (z / L = 0.452～0.506)
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(g) Element ⑪ of Beam-A3 and ⑦ of
Beam-B3 (z / L = 0.506～0.560)
(h) Element ⑫ of Beam-A3 and ⑧ of
Beam-B3 (z / L = 0.560～0.613)
(i) Element ⑬ of Beam-A3 and ⑨ of
Beam-B3 (z / L = 0.613～0.667)
(j) Element ⑭ of Beam-A3 and ⑩ of
Beam-B3 (z / L = 0.667～0.721)
(k) Element ⑮ of Beam-A3 and ⑪ of
Beam-B3 (z / L = 0.721～0.775)
Fig. 6.4.42 Distribution of warping stress induced by MWT1
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(a) Element ⑤ of Beam-A3 and ① of
Beam-B3 (z / L = 0.237～0.253)
(b) Element ⑥ of Beam-A3 and ② of
Beam-B3 (z / L = 0.253～0.291)
(c) Element ⑦ of Beam-A3 and ③ of
Beam-B3 (z / L = 0.291～0.345)
(d) Element ⑧ of Beam-A3 and ④ of
Beam-B3 (z / L = 0.345～0.398)
(e) Element ⑨ of Beam-A3 and ⑤ of
Beam-B3 (z / L = 0.398～0.452)
(f) Element ⑩ of Beam-A3 and ⑥of
Beam-B3 (z / L = 0.452～0.506)
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(g) Element ⑪ of Beam-A3 and ⑦ of
Beam-B3 (z / L = 0.506～0.560)
(h) Element ⑫ of Beam-A3 and ⑧ of
Beam-B3 (z / L = 0.560～0.613)
(i) Element ⑬ of Beam-A3 and ⑨ of
Beam-B3 (z / L = 0.613～0.667)
(j) Element ⑭ of Beam-A3 and ⑩ of
Beam-B3 (z / L = 0.667～0.721)
(k) Element ⑮ of Beam-A3 and ⑪ of
Beam-B3 (z / L = 0.721～0.775)
Fig. 6.4.43 Distribution of warping stress induced by MWT2
149
一方、捩りモーメント MWT2 が作用する場合、Fig. 6.4.43 に示すように、全船モデルおよ
び 5 ホールドモデル間の反り応力分布の差が大きい。この理由として、捩りモーメント MWT2
は、z/L = 0.25 近傍の反り応力を相対的に大きくする荷重条件となっており、その位置に固
定条件を課す 5 ホールドモデルでは、その影響がモデル全体に及ぶためと考えられる。こ
の傾向は Fig. 6.4.41 の FEM 解析結果でも同様である。したがって、荷重条件 MWT2 による曲
げ捩り解析には、5 ホールドモデルは不適当である。ただし、縦曲げモーメントが相対的に
大きくなる全船モデルの梁要素⑨～⑫、および、5 ホールドモデルの梁要素⑤～⑧（z/L =




6.4.44 に示す。剪断応力分布は、全船モデル（同図(a)）と 5 ホールドモデル（同図(b)）と
で良い相関を示しており、この荷重条件に対してはモデル化範囲の影響は小さい。
一方、捩りモーメント MWT2 によって解析対象船の外板に生じる剪断応力の FEM 解析結








な応力分布の傾向は、捩りモーメント MWT1 および MWT2 とも FEM 解析結果と良い相関を示
している。
以上より、捩りによる剪断応力に関しても、提案手法による解析結果が FEM 解析結果と
良い相関を示すことが明らかになった。なお、捩りモーメント MWT1 が作用する場合、z = L/4
および 3L/4 近傍において剪断応力が大きく、船側外板の極厚部直下で部分的に 100 MPa に
達する箇所もあるが、縦曲げの中立軸近傍であるため、縦曲げ最終強度に及ぼす影響は小
さいと考えられる。また、船体中央断面近傍（z = L/2）では、剪断応力が 20 MPa 以下とな
っており、縦曲げ最終強度に及ぼす影響はかなり小さいと考えられる。一方、捩りモーメ
ント MWT2 が作用する場合、船体中央断面近傍（z = L/2）の船側外板の極厚部直下において、























(a) Element ⑤ of Beam-A3 and ① of
Beam-B3 (z / L = 0.237～0.253)
(b) Element ⑥ of Beam-A3 and ② of
Beam-B3 (z / L = 0.253～0.291)
(c) Element ⑦ of Beam-A3 and ③ of
Beam-B3 (z / L = 0.291～0.345)
(d) Element ⑧ of Beam-A3 and ④ of
Beam-B3 (z / L = 0.345～0.398)
(e) Element ⑨ of Beam-A3 and ⑤ of
Beam-B3 (z / L = 0.398～0.452)
(f) Element ⑩ of Beam-A3 and ⑥of
Beam-B3 (z / L = 0.452～0.506)
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(g) Element ⑪ of Beam-A3 and ⑦ of
Beam-B3 (z / L = 0.506～0.560)
(h) Element ⑫ of Beam-A3 and ⑧ of
Beam-B3 (z / L = 0.560～0.613)
(i) Element ⑬ of Beam-A3 and ⑨ of
Beam-B3 (z / L = 0.613～0.667)
(j) Element ⑭ of Beam-A3 and ⑩ of
Beam-B3 (z / L = 0.667～0.721)
(k) Element ⑮ of Beam-A3 and ⑪ of
Beam-B3 (z / L = 0.721～0.775)
Fig. 6.4.46 Distribution of shear stress induced by MWT1
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(a) Element ⑤ of Beam-A3 and ① of
Beam-B3 (z / L = 0.237～0.253)
(b) Element ⑥ of Beam-A3 and ② of
Beam-B3 (z / L = 0.253～0.291)
(c) Element ⑦ of Beam-A3 and ③ of
Beam-B3 (z / L = 0.291～0.345)
(d) Element ⑧ of Beam-A3 and ④ of
Beam-B3 (z / L = 0.345～0.398)
(e) Element ⑨ of Beam-A3 and ⑤ of
Beam-B3 (z / L = 0.398～0.452)
(f) Element ⑩ of Beam-A3 and ⑥of
Beam-B3 (z / L = 0.452～0.506)
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(g) Element ⑪ of Beam-A3 and ⑦ of
Beam-B3 (z / L = 0.506～0.560)
(h) Element ⑫ of Beam-A3 and ⑧ of
Beam-B3 (z / L = 0.560～0.613)
(i) Element ⑬ of Beam-A3 and ⑨ of
Beam-B3 (z / L = 0.613～0.667)
(j) Element ⑭ of Beam-A3 and ⑩ of
Beam-B3 (z / L = 0.667～0.721)
(k) Element ⑮ of Beam-A3 and ⑪ of
Beam-B3 (z / L = 0.721～0.775)















が進行する恐れがある。そこで、5 ホールドモデルによる LS-DYNA 解析においては、モデ
ル前方 1.5 ホールド内要素の降伏応力を 50%高めに設定して解析を実施する。
 梁要素モデルによる解析結果
全船モデルおよび 5ホールドモデルによる縦曲げモーメント～曲率関係を Fig. 6.4.48に示
す。両モデルともに、船体中央断面のやや前方 z/L = 0.506～0.560 の要素（要素⑪および要
素⑦）で崩壊に至った。縦曲げ最終強度は、それぞれ、10.96×106 kN—m および 11.10×106 kN
—m であり、モデル化領域による最終強度の差は 1.3%程度であった。
Fig.6.4.48 Bending moment—curvature relationship under MV, total
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 LS-DYNA による解析結果
全船モデルおよび 5 ホールドモデルによって得られた縦曲げ最終強度時における Mises
等価応力分布および相当塑性ひずみ分布をそれぞれ、Fig. 6.4.49 および Fig. 6.4.50 に示す。
両図より、崩壊断面は両モデルとも船体中央断面近傍（z/L = 0.507）であり、梁要素モデル
による解析結果と同位置である。また、Fig.6.4.51 に崩壊断面における縦曲げモーメントの
時系列を示す。LS-DYNA 解析の結果は、提案手法の結果と比較して 13.5% 高めの最終強度
を与える。この理由として、梁要素モデルでは平板要素としている曲面板での有限要素モ
デルにおける座屈強度上昇等が考えられるが、他船種について実施された Smith の方法によ








Fig.6.4.50 Contour of equivalent plastic strain under MV, total
Fig. 6.4.51 Time history of vertical bending moment at collapse section




討する。まず、解析対象船の全船モデルおよび 5 ホールドモデルに第 6.4.4 項(1)に示した波





第 6.4.4 項(3)と同様、Fig. 6.4.35 に示した波浪中捩りモーメント MWT1 または MWT2 を全船
モデルおよび 5 ホールドモデルに負荷する。
 反り応力および剪断応力
負荷捩りモーメント MWT1 または MWT2 負荷時において、5 ホールドモデルの当該梁要素の
船底外板に生じる断面幅方向の反り応力分布および剪断応力分布を、それぞれ、Fig. 6.4.52
および Fig. 6.4.53 に示す。
Fig. 6.4.52 より、捩りモーメント MWT1 作用時には、梁要素⑥（z/L = 0.452～0.506）および
梁要素⑦（z/L = 0.506～560）において、船底外板ビルジ側で 80 MPa を超える反り応力が生
じるが、剪断応力は 15 MPa 以下である。したがって、捩りモーメント MWT1 の場合、船体
全体の縦曲げ最終強度に及ぼす影響は、反り応力が支配的であると考えられる。




(a) Warping stress (b) Shear stress
Fig. 6.4.52 Warping and shear stress induced by torsional moment, MWT1
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(a) Warping stress (b) Shear stress
Fig. 6.4.53 Warping and shear stress induced by torsional moment, MWT 2
 負荷縦曲げモーメント
捩りモーメント MWT1 または MWT2 を負荷した状態で、余弦 1 波長形状で模擬したホギン
グモーメント（Fig. 6.4.26 参照）を全船モデルおよび 5 ホールドモデルに縦曲げ最終強度に
達するまで段階的に負荷する。
 捩りの影響を考慮した要素ごとの縦曲げ最終強度
Fig. 6.4.54 に縦曲げモーメントのみ、捩りモーメント MWT 1 および縦曲げモーメント、並
びに、捩りモーメント MWT 2 および縦曲げモーメントを負荷した場合の縦曲げモーメント～
曲率関係を全船モデルおよび 5 ホールドモデルについて示す。いずれの梁要素においても
前述のように、捩りモーメント MWT 1 の影響が顕著であり、捩りモーメント MWT 2 の影響は
小さいことがわかる。全船モデルの梁要素⑨～⑫における捩りモーメント MWT 1 負荷による
最終強度の低下率は、順に 11.7%、14.0%、13.4%および 11.1%である。同様に、捩りモーメ
ント MWT 2 では、順に 2.11%、0.32%、1.31%および 2.40%である。したがって、対象船にお
いて、捩りモーメント MWT 1 と縦曲げモーメントが同位相で作用すると仮定した場合、縦曲
げ最終強度の低下率は、崩壊断面を含む梁要素⑪での低下率となり 13.4%となる。
また、当該要素の全船モデルおよび 5 ホールドモデルの最終強度を比較して Fig. 6.4.55 に
示す。5 ホールドモデルの解析結果が全船モデルの解析結果よりやや高めではあるが、その
誤差は 1.6%程度であり、機関室前面近傍で反り応力が大くなる捩りモーメント MWT 2 によ
る捩り解析を除いて（第 6.4.4 項(3)参照）、機関室前面に固定条件を課す 5 ホールドモデル
の解析で十分であることが明らかになった。
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(a) Element ⑨ of full model
（0.398 ≦ z/L ＜ 0.452）
(b) Element ⑤ of five-hold model
（0.398 ≦ z/L ＜ 0.452）
(c) Element ⑩ of full model
（0.452 ≦ z/L ＜ 0.506）
(d) Element ⑥ of five-hold model
（0.452 ≦ z/L ＜ 0.506）
(e) Element ⑪ of full model
（0.506 ≦ z/L ＜ 0.560）
(f) Element ⑦ of five-hold model
（0.506 ≦ z/L ＜ 0.560）
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(g) Element ⑫ of full model
（0.560 ≦ z/L ＜ 0.613）
(h) Element ⑧ of five-hold model
（0.560 ≦ z/L ＜ 0.613）
Fig. 6.4.54 Vertical bending moment – curvature relationships under combined loads
Fig. 6.4.55 Comparison of ultimate strength between full model and five-hold model
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6.5 結言
第 3 章～第 5 章では、捩りの影響を考慮可能な薄肉断面梁の実用的縦曲げ最終強度解析




































は船体中央断面近傍に加えて z = 3L/4 付近も最大レベルとなる。ただし、引張側およ
び圧縮側とも応力レベルは降伏応力の約 66%となる。一方、この場合の剪断応力は、








び MWT2 の場合ともに全船モデルと 5 ホールドモデルの結果がほぼ一致し、モデル化
範囲および境界条件の影響は無視できるほど小さい。また、剪断応力が縦曲げ最終強
度に及ぼす影響も小さく、反り応力の影響が支配的になると考えられる。
(7) 捩りモーメント MWT 1 の影響による縦曲げ最終強度の低下率は、崩壊断面を含む梁要
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第 5 章では、まず、提案手法の第 2 ステップの横断面の逐次崩壊解析に適用した Smith













 /  Y が 0.5 以下であれば、提案手法と FEM 解析結果間の誤差は 3.5% 以内となるこ
とが明らかになった。
第 6 章では、構築した解析手法を防撓材および横隔壁のない開口付きボックスガーダー、




























は船体中央断面近傍に加えて z = 3L/4 付近も最大レベルとなる。ただし、引張側およ
び圧縮側とも応力レベルは降伏応力の約 66%となる。一方、この場合の剪断応力は、




す影響が大きいと考えられる。また、捩りモーメント MWT2 を負荷した場合、z = L/4
付近で反り応力が最大となる。そのため、5 ホールドモデルを用いた捩り解析には、
境界条件（固定条件）の影響が無視できないため、全船モデルによる捩り解析が必要




(7) 捩りモーメント MWT 1 の影響による縦曲げ最終強度の低下率は、崩壊断面を含む梁要



















































日本船舶海洋工学会論文集，第 16 号，pp. 121-130，2012．
2) 田中義照，橋爪豊，小河寛明，辰巳晃，藤久保昌彦：複合荷重下における船体梁の縦
曲げ最終強度に関する研究－その２ 簡易解析手法の構築－，日本船舶海洋工学会論
文集，第 20 号，pp. 137-145，2014．
3) Tanaka, Y., Ogawa, H., Tatsumi, A. and Fujikubo, M.: Analysis method of ultimate hull girder








6) Tanaka, Y., Ogawa, H., Tatsumi, A. and Fujikubo, M.: Analysis method of ultimate hull girder
strength under combined loads, Ships and Offshore Structures, Volume 10, Issue 5, pp. 587-598,





これらの部材の横断面の慣性モーメント I bは、次式によって表される 1)。
ܫ௕ = ܽଶܣ௣ + ܣ௪ + ܣ௙൤ܣ௣ܣ௙ + ܣ௪3 ൬ܣ௣ + ܣ௪4 + ܣ௙൰൨
ここに、a は断面の高さ、A p は板の有効面積、A wはウェブの面積、および、A f はフランジ
の面積である。また、剪断面積は近似的にウェブの面積に等しいとする。
一方、捩り定数 I t は、I 型断面の捩り定数は有効な板およびフランジの慣性モーメント
がそれらの重心に関する慣性モーメントに等しいとして、次式により計算する。
ܫ௧ = ܣ௣ܣ௙ܣ௣ + ܣ௙ܽଶ
ただし、ウェブは、横方向に剪断荷重を伝達しないため、上記の計算から除外する。
さらに、ボックスガーダーの捩り定数 I t s は、次式により計算される。
ܫ௧௦ = ܾܽ2 (ܽݐ௔ + ܾݐ௕)











薄肉断面梁を梁要素でモデル化し、1 次元有限要素法として曲げ捩り解析を行う。第 2 ステ
ップでは、Smith の方法 2) に基づき、梁要素（横断面）の逐次崩壊解析を行う。その際、第
1 ステップで得られた反り応力は、第 2 ステップでの初期応力として保持される。一方、剪
断応力については、第 5.4 節に示したように、Mises の降伏条件に従って材料の降伏強度が
低下するとしてその影響を組み込む簡易法を提案した。ここでは、この簡易法の妥当性を
検証するため、第 6.4 節で解析対象としたコンテナ船の船底外板を想定した連続防撓パネル





される多点拘束（MPC）を用いているが、その概要を Fig. B.2 に示す。










Fig. B.2 Deformation of continuous stiffened panel under in-plane shear















・ Variable stressdistributionunder PBC




・ Variable stress distributionunder PBC




・ Variable stress distribution under PBC
・ Four Linear edges
Uniform load Variable load
Variable load Variable load
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Fig. B.3 Finite element model of continuous stiffened panel
Fig. B.4 Induced initial deflection
解析モデルの寸法は、5,250TEU クラスコンテナ船の船底外板を模擬し、パネル部板厚、
angle-bar 防撓材の寸法を決定した。トランス材間隔 a、防撓材間隔 b、パネル板厚 t p、防撓
材ウェブ板厚 t w、同フランジ板厚 t fを図中に示す。なお、材料はすべて YP32 とした（Table
6.4.11 および Fig. 6.4.9 参照）。なお、初期撓みはパネルのみに設定し、幅方向には正弦 1 半
波、長さ方向は最大値が t p /100 の瘠せ馬モードとした（Fig. B.4 参照）。
B.3 解析方法および結果
Fig. B.3 に示す圧縮荷重 P および剪断荷重 Q の比率を変え、座屈崩壊解析を MSC.Marc に
2a = 6400 mm
2b = 1700 mm
t p = 17.5 mm
t w = 10.0 mm
t f = 20.0 mm
P
Q
 Y = 313.6 MPa
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より実施した。ただし、Q/P は解析中一定である。それぞれの荷重を載荷する断面の面積で
除し、圧縮および剪断の最大応力を求めた結果を Fig. B.5 に示す。図中の赤線は剪断および
1 軸圧縮荷重下の FEM 解析によって得られた最終強度の相関関係を示し、青線はそれぞれ
に相当する剪断応力により、式(5.5.2)を用いて降伏強度を修正して 1 軸圧縮解析を実施した
結果を示す。同図より、解析対象の連続防撓パネルに作用する剪断応力 が / Y < 0.5 程度
であれば、1 軸圧縮最終強度の誤差は 3.5% 以内であり、提案手法より剪断応力の影響を考
慮しても誤差は小さいことがわかる。
Fig. B.5 Interaction relationship of ultimate strength of stiffened panel under compression and shear
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